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Resumé 
I rapporten præsenteres hovedresultaterne fra ”Program for forskning i aeroe-
lasticitet EFP-2000”, gennemført i et samarbejde mellem Risø, DTU og vind-
mølleindustrien. Projektet dækker perioden 2000-2001 af det løbende fem-års 
forskningsprogram i aeroelasticitet startet i 1997, og det er således den 4. 1-
årsperiode, der rapporteres for.  
Projektet har i den nævnte periode haft følgende delmål: 
a. Status på 2D og 3D CFD beregninger. 
b. Implementering af forbedrede delmodeller for struktur og aerodynamik i 
FLEX4 og HAWC. 
c. Design af profilserie med høj maksimal opdrift til havvindmøller. 
d. Afklaring af potentialet for bestemmelse af dynamisk stabilitet. 
e. Usikkerhed ved opstilling af lastgrundlag. 
f. Retningslinier for optimeret bladdynamik. 
Gennem projektforløbet er der opnået flere markante resultater, og det gælder 
især indenfor følgende tre hovedområder: 1) verifikation, udvikling og anven-
delse af 2D og 3D CFD beregninger til profil- og rotorberegninger; 2) dynamisk 
stabilitet for en hel mølle; og 3) betydningen af ulinearitet ved store udbøjnin-
ger. 
Udvikling af rotorberegninger med EllipSys3D har været et vigtigt indsatsom-
råde lige siden starten af programmet i 1997, hvor de første resultater af en 3D 
beregning på en rotor blev præsenteret. Disse tidlige resultater viste klart den 
såkaldte 3D effekt på profildataene, ligesom mange andre grundlæggende for-
hold ved strømningen kunne identificeres. Imidlertid er det først nu, at en egent-
lig verifikation har kunnet gennemføres på basis af omfattende vindtunnelmå-
linger, foretaget af NREL i USA på en 10 m rotor. Ved en blindtest på et udvalg 
af disse data gennemført i efteråret 2000 udviste rotorberegningerne med Ellip-
Sys3D ud af ca. 20 beregningsprogrammer klart den bedste overensstemmelse 
med målingerne. Det var et markant, internationalt gennembrud for 3D CFD ro-
torberegninger og en vigtig verifikation af EllipSys3D. 
Med den fortsatte opskalering af møllerne og en udviklingstendens mod lette-
re konstruktioner er dynamisk stabilitet og ulinearitet ved store udbøjninger  
vigtige forskningsemner. Indenfor projektet er  der udviklet en lille strukturel 
model, der gør det muligt at beregne en mølles egenfrekvenser under drift 
(Cambell diagram) indenfor få sekunder og et sådant diagram kan bl.a. indgå i 
analyse af dynamisk stabilitet.  
En ny strukturmodel er udviklet for at kunne belyse betydningen af  den uli-
nearitet, der bl.a. opstår, når konstruktionen belastes så meget, at den afviger be-
tydeligt fra den udeformerede tilstand. Med den nye model kan de enkelte kon-
struktionsdele i møllen opdeles i flere substrukturer og dermed beskrive denne 
ulinearitet. Generelt viser modellen, at der er en væsentlig kobling mellem de 
forskellige svingningsformer. Et andet hovedreultat er, at vingens udbøjning i 
flapvvis retning er mindre end ved beregning med en lineær model. 
Ud over de nævnte hovedresultater er der opnået mange andre vigtige resulta-
ter indenfor projektet. Modelkomplekset for profildesign er videreudviklet og 
benyttet til at designe tre nye profiler med 18%, 24% og 30% tykkelse, specielt 
tilpasset havvindmøller. Sammenlignet med traditionelt anvendte NACA og 
FFA profiler har de nye profiler bedre egenskaber , bl.a. højere maksimum lift 
og mindre følsomhed overfor ruhed. 
Forsidebillede viser iso-vorticity flade omkring lodret vindmøllevinge beregnet med DES – Jeppe Johansen 
og Niels Sørensen. 
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Forord 
”Program for forskning i aeroelasticitet EFP-2000” er gennemført  i et samar-
bejde mellem DTU og Risø samt vindmølleindustrien i perioden fra juli 2000 til 
juni 2001. Samarbejdet med vindmølleindustrien har fortsat været bestemmende 
for forskningen og er bl.a. forgået omkring definition af beregningseksempler, 
således at f.eks. strukturelle beregninger udføres på en moderne stor vinge. Her-
udover har der ligesom tidligere været et tæt samarbejde med industrien om-
kring løsning af aktuelle, grundlæggende problemstillinger, som typisk identifi-
ceres af industrien genne deres egne målinger på forskellige møller.  
Mange forskellige medarbejdere ved DTU og Risø har været involveret i pro-
jektarbejdet og dermed også bidraget til forskningsindsatsen, der ligger bag den 
aktuelle rapport. For at kunne referere til de forskellige dele af rapporten er det 
ligesom i tidligere projekter under det Aeroelastske Forskningsprogram valgt at 
sætte forfatternavne på de enkelte kapitler. Det skal dog understreges, at rappor-
ten ikke er en detaljeret rapportering for alt arbejdet indenfor projektet, og der-
for vil det ikke være alle de personer, der har arbejdet på projektet, der specifikt 
står som forfatter på et kapitel. 
På DTU er det følgende personer fra Instituttet for Energiteknik, der har været 
involveret i projektet: 
 
 Stig Øye 
 Jens Nørkær Sørensen 
 Martin O.L. Hansen 
 Wen Zhong Shen 
 Robert Mikkelsen 
 Mac Gaunaa 
 Jess Michelsen 
 
På Risø er det hovedsageligt medarbejderne i Programmet Aeroelastisk Design 
(AED), der har arbejdet på projektet: 
 
 Christian Bak   Franck Bertagnolio 
 Erik Nim   Peter Fuglsang 
 Jeppe Johansen  Gunner C. Larsen 
 Anders Melchior Hansen Flemming Rasmussen 
 Niels N. Sørensen  Kenneth Thomsen 
 Torben J. Larsen  Morten H. Hansen 
 Helge Aagaard Madsen 
 
Rapporten starter med en sammenfatning, som har til formål at præsenterer pro-
jektets hovedresultater samt at binde arbejdet indenfor forskellige områder 
sammen. Herefter præsenteres resultaterne indenfor de forskellige milepæle på 
en kortfattet form. For en mere uddybende behandling af emnerne henvises til 
referencerne til tidsskriftartikler, konferenceindlæg, resultatblade og rapporter. 
Endelig er der til slut i rapporten en samlet oversigt over publiceret materiale fra 
projektet. 
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1 Sammenfatning 
Projektet dækker perioden 2000-2001 af det løbende fem-års forskningsprogram 
i aeroelasticitet startet i 1997 og det er således den 4. 1-årsperiode, der rapporte-
res for. Det Aeroelastiske Forskningsprogram har som formål at forbedre de-
sign- og dimensioneringsgrundlaget for vindmøller samt at opnå en løbende 
proces omkring konceptudvikling og problemløsning i samarbejde med indu-
strien. Programmet indeholder fem hovedområder; Vindforudsætninger, Aero-
dynamik og Aeroakustik, Strukturdynamik, Lastgrundlag og sikkerhed samt 
Design og Optimering. Det udgør et nationalt strategisk samarbejde mellem 
Risø, DTU og vindmølleindustrien med vægt på at opnå et passende forhold 
mellem langsigtet strategisk forskning, anvendt forskning og teknologisk udvik-
ling. 
 
Projektet har i den nævnte periode haft følgende delmål: 
 
a) Status på 2D og 3D CFD beregninger. 
b) Implementering af forbedrede delmodeller for struktur og aerodynamik i 
FLEX4 og HAWC. 
c) Design af profilserie med høj maksimal opdrift til havvindmøller. 
d) Afklaring af potentialet for bestemmelse af dynamisk stabilitet. 
e) Usikkerhed ved opstilling af lastgrundlag. 
f) Retningslinier for optimeret bladdynamik. 
 
Indenfor bl.a. milepælene omkring profildesign og optimeret bladdynamik har 
industrien været inddraget ved definition af det specifikke projektindhold. Her-
udover har der ligesom tidligere været et direkte samarbejde med industrien om 
undersøgelse og løsning af konkrete problemstillinger, eksempelvis omkring 
effektkurveoptimering og ekstreme lasttilfælde. Disse mindre opgaver kan be-
tragtes som katalysatorer for forskningen indenfor programmet. De nyeste pro-
totypeværktøjer bliver afprøvet, og behovet for nye indsatsområder bliver klar-
lagt. 
1.1 Projektets hovedresultater 
markante resultater 
indenfor tre 
hovedområder 
Indenfor projektet er der opnået flere markante resultater, og det gælder især 
indenfor følgende tre hovedområder: 1) verifikation, udvikling og anvendelse af 
2D og 3D CFD beregninger til profil- og rotorberegninger; 2) dynamisk stabili-
tet for en hel mølle; og 3) betydningen af ulinearitet ved store udbøjninger. 
1.1.1 CFD 
Rotorberegninger med EllipSys3D blev allerede præsenteret i den første årsrap-
port for det Aeroelastiske program EFP-97 og er siden blevet udviklet betyde-
ligt. Disse tidlige resultater viste klart den såkaldte 3D effekt på profildatene, 
ligesom mange andre grundlæggende forhold ved strømningen kunne identifice-
res. Det var også klart på dette tidspunkt, at en detaljeret verifikation af bereg-
ningsresultaterne var nødvendig, da tilsvarende beregninger ikke var publiceret. 
Muligheden for en sådan verifikation opstod, da NREL i USA planlagde at gen-
nemføre et stort vindtunnelforsøg med målinger på en 10 m rotor. Indenfor det 
Aeroelastiske program EFP-99 var én af milepælene derfor en serie af 3D CFD  
beregninger på denne rotor og sammenligning med måleresultater. Imidlertid 
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blev måleprogrammet forsinket, men beregningerne blev gennemført og rappor-
teret som planlagt, [1-1]. 
NREL´s målinger blev endelig gennemført i foråret 2000, og med ret kort var-
sel blev der i efteråret 2000 indbudt til en blindtest på et udvalg af målingerne. 
Ved offentliggørelsen af sammenligningsresultaterne på et møde i december 
2000 viste det sig, at Risøs/DTU´s CFD beregninger med EllipSys3D blandt de 
ca. 20 deltagere viste klart den bedste overensstemmelse med målingerne. Ikke 
mindst var en stærk 3D effekt på denne rotor præcist modelleret. Det var et 
markant gennembrud for 3D CFD rotorberegninger  og en særdeles vigtig veri-
fikation af EllipSys3D, udviklet i et samarbejde mellem Risø og DTU. Siden 
denne offentliggørelse har der været stor presseinteresse omkring EllipSys3D 
og alle de fremtidsperspektiver, der ligger i at kunne gennemføre den type be-
regninger, bl.a. lavede DR2  indenfor serien ”Viden Om” en udsendelse om 
emnet. 
Risø/DTU 3D rotorbe-
regninger bedst ud af 
ca. 20 deltagere ved 
international blindtest 
Også på andre områder er der opnået betydelige resultater inden for milepæ-
len ”Status på 2D og 3D CFD beregninger”. Der er gennemført en detaljeret 
verifikation af  2D profilberegninger, som har resulteret i identifikation af de-
signparametre for profiler, der kan være bestemmende for, om en 2D CFD be-
regning vil være behæftet med en lille eller stor usikkerhed. Denne identifikati-
on kan også benyttes i designfasen, således at karakteristikken for nye profiler 
kan beregnes med en velkendt usikkerhed. De mange profilberegninger i for-
bindelse med verifikationen har også kunnet benyttes ved udarbejdelse af et 
profilkatalog, som indeholder detaljerede beregninger på de fleste af de profiler, 
der er relevante for vindmøller. Under EFP-2001 vil der blive arbejdet videre 
med profilkataloget m.h.b. på at gøre kataloget tilgængeligt på elektronisk form. 
Et andet markant delresultat indenfor CFD er opnået ved beregning af strøm-
ninger med kraftig separation, som netop optræder på et profil i stall.  Egentlig 
er det to velkendte teknikker til beregning af turbulente strømninger, Reynolds 
Averaged Navier-Stokes (RANS) og Large Eddy Simulation (LES), der kombi-
neres på en  hensigtsmæssig måde. RANS benyttes for grænselaget tæt på profi-
let, medens LES benyttes i resten af strømningsfeltet inklusiv den separerede 
strømning bag et stallet profil. Beregningsresultater med den nye metode ser 
lovende ud, og det har bl.a. vist sig, at selv i en to-dimensionel profilstrømning 
bliver den separede strømning bag et stallet profil tre-dimensionel. 
ny metode til beregning 
af separeret strømning 
giver lovende resultater 
1.1.2 Dynamisk stabilitet for en hel mølle 
Dynamisk stabilitet har været et vigtigt indsatsområde indenfor det Aeroe-
lastiske Forskningsprogram siden starten under EFP-97. Forskellige emner er 
behandlet, bl.a. analyse af kantsvingninger under EFP-97, detaljeret analyse af 
bladdynamik under EFP-98 og fluttersvingninger, EFP-99. Indenfor det aktuelle 
projekt under EFP-2000 er der opnået et gennembrud m.h.t. hurtig beregning af 
egenfrekvenser  for en vindmølle under drift (et såkaldt Campbell diagram) og  
de tilhørende egensvingningsformer.  En lille, lineær strukturmodel med et be-
grænset antal frihedsgrader er udviklet og kan i løbet af få sekunder optegne et 
sådant diagram. Lignende diagrammer er tidligere opstillet ud fra en lang række 
tidssimuleringer med HAWC med en beregningstid på 15-20 timer.  
ny lille strukturmodel 
kan beregne et Camp-
bell  diagram indenfor 
få sekunder 
Muligheden for at beregne og visualisere egensvingningsformerne under drift 
har givet et langt bedre grundlag for analyse af aerodynamisk dæmpning. Bl.a. 
har det belyst, hvorfor de to grundlæggende svingninger, der indgår i en kant-
svingning, har ganske forskellig aerodynamisk dæmpning. 
Den nye lille model har også banet vejen for udvikling af en mere komplet 
model, der baseres på HAWC. Da der indgår ikke lineære led i bevægelseslig-
ningerne i HAWC er det nødvendigt at indføre en linearisering af disse led, og 
dette arbejde har været støttet af at have den lille model som sammenlignings-
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grundlag. Den nye model har fået navnet HAWCModal og vil medtage de væ-
sentligste frihedsgrader der er i en normal HAWC model. 
1.1.3 Betydningen af ulinearitet i strukturmodel 
Med den fortsatte opskalering af møllerne og en tendens mod mere fleksible 
konstruktioner er det vigtigt at kende betydningen af de tilnærmelser i struktur-
modelleringen, der ligger i de anvendte aeroelastiske modeller, FLEX4 og 
HAWC. En almindelig antagelse er at regne med en lineær sammenhæng mel-
lem belastning og deformation, som principielt kun gælder ved uendelig lille 
belastning.  
Indenfor projektperioden er der arbejdet på at generalisere HAWC-metoden 
først og fremmest med henblik på at kunne tage højde for ulineære effekter af 
store vingeudbøjninger, men også for på længere sigt at få mulighed for en mere 
detaljeret modellering af nacellen . 
I HAWC opsplittes møllen i en række substrukturer: vingerne, nacellen og 
tårnet. Koblingen mellem substrukturene er i tårntop og i navcentrum. De lokale 
deformationer af de enkelte substrukturer modelleres med ”Finite Element Me-
tode”  (FEM),  men de elastiske deformationer indenfor en substruktur antages 
små. 
En oplagt metode til at modellere tilfælde, hvor de elastiske deformationer in-
denfor en konstruktionsdel ikke længere kan regnes for små, er at opsplitte den 
pågældende konstruktionsdel i flere substrukturer, som så modelleres på samme 
måde som i HAWC. Endvidere vil en fri sammensætning af substrukturerne på 
brugerniveau give nye muligheder for en mere detaljeret modellering af f.eks. 
nacellen. 
Der er opbygget et strukturelt beregningsprogram efter disse retningslinier og 
en serie beregninger er udført på LM36.8 m vingen med anvendelse af tre 
substrukturer. Der er først anvendt en statisk trekantfordelt flaplast og efterføl-
gende er denne lastfordeling kombineret med en trekantfordelt kraftimpuls for 
at undersøge det dynamiske respons. 
Ved sammenligningen med en tilsvarende HAWC beregning ses, at udbøjnin-
gen i flapretningen bliver mindre ved påførsel af en statisk flaplast. Ved en ud-
bøjning på 20% af vingens længde er forskellen 5%, og det betyder, at vingeud-
bøjningen med de benyttede lineære modeller regnes konservativt. For den uli-
neære model ses også en større kobling til kantudbøjning og torsion. 
ny ulineær struktur-
model giver mindre 
flapudbøjning ved en 
belastning i flapret-
ningen Når den udbøjede vinge under påvirkning af en flaplast påvirkes af en kraft-
impuls i kantretningen ses den store forskel i pitchmomentet. Den lineære mo-
del beregner ikke den betydelige ændring af pitchmomentet, som fremkommer 
ved anvendelse af den ulineære model. Dette har stor betydning ved dimensio-
nering af pitchsystemet og også ved en udmattelsesanalyse for en vinge med 
tendens til kantsvingninger. 
Med den nye ulineære model er der skabt mulighed for at vurdere usikkerhe-
den i de lineære elastiske modeller HAWC og FLEX4 og ligeledes er der en 
modelplatform for udvikling af en aeroelastisk model, hvor møllen kan opdeles 
i flere substrukturer, f.eks. ved en mere detaljeret modellering af nacellen  og 
herunder ophæng af gear. 
1.1.4 Øvrige resultater 
Ud over de ovennævnte hovedresultater er der indenfor projektet opnået andre 
interessante og væsentlige resultater. Indenfor milepælen omkring design af 
profiler til havvindmøller har der været en betydelig indsats på modeludvikling 
og efterfølgende er designværktøjet benyttet til udvikling af tre nye profiler med 
henholdsvis 18%, 24% oog 30 % tykkelse. Det er nyt i designproceduren at 
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kraftkoefficienten i korderetningen, som på den yderste del af rotoren er den 
komposant der driver rotoren, indgår som optimeringsvariabel. Desuden er der 
lagt stor vægt på at lade både laminare og turbulente beregninger indgå hvilket 
er med til at sikre et profildesign, der er mindre ruhedsfølsomt. 
De beregnede karakteristikker for de tre nye profiler er sammenlignet med ka-
rakteristikker for tilsvarende hyppigt benyttede profiler, NACA 63-418,  FFA-
W3-241 og FFA-W3-301. For alle de parametre der har indgået i optimeringen 
er der opnået forbedringer. D.v.s. at for de nye profiler er den maksimale lift 
større, der er mindre forskel på en laminar og turbulent beregning, hvilket indi-
kerer en bedre ufølsomhed overfor ruhed og endelig er kraftkomposanten i kor-
deretningen større. Det skal dog understreges, at sammenligningen udelukkende 
bygger på beregninger og at der er behov for at få karakterstikken for de nye 
profiler verificeret ved vindtunnelforsøg. På den anden side har det indgået i 
designprocessen netop at designe profiler der er forholdsvis sikre at regne på 
(den problematik er omtalt ovenfor under status på 2D profilberegninger). 
tre nydesignede profi-
ler med 18%, 24% og 
30% tykkelse viser 
forbedrede egenskaber 
i forhold til NACA og 
FFA profiler 
Indenfor milepælen omkring implementering af forbedrede delmodeller for 
struktur og aerodynamik i de aeroelastiske modeller er flere aspekter ved yaw-
modellering behandlet. Én undersøgelse har gået på at bestemme betydningen af 
den radiære hastighedskomposant i strømningen, der opstår på grund af mod-
standen fra rotoren. Beregningerne er baseret på en aksesymmetrisk actuator 
disk model og viser at i yaw opnås den bedste overensstemmelse med målinger, 
når denne komposant medtages. 
En anden del har omhandlet implementering af en yawmodel i HAWC. Glau-
ert´s simple model for induktion i yaw er sammenlignet med en fuldt 3D actua-
tor disk model og generelt opnås gode resultater med den simple model. Med 
hensyn til variationen af induktionen langs en rotoromdrejning er der i litteratu-
ren foreslået flere forskellige udtryk, og sammenligningen med den fuldt tredi-
mensionelle model har givet basis for at vælge det udtryk, der giver den bedste 
overensstemmelse. Ligningerne for den simple yawmodel, der implementeres i 
HAWC, er således verificeret, men den endelige implementering er ikke afslut-
tet. 
enkel model for yaw 
verificeret og indbyg-
ges i HAWC 
Forskellige aspekter af aerodynamisk dæmpning har tidligere været behandlet 
under det Aeroelastiske Forskningsprogram, ikke mindst i forbindelse med 
kantsvingningsproblematikken. Sideløbende med det aktuelle projekt er der op-
bygget en forsøgsopstilling til dynamisk afprøvning af en vingesektion i Dansk 
Maritim Instituts vindtunnel, der gør det muligt at måle den aerodynasike 
dæmpning for  en vilkårlig svingningsretning, eksempelvis en kantvis sving-
ningsretning. Generelt er det er en forbedring i forhold til de fleste data for 
dæmpning der findes i litteraturen, idet disse oftest er baseret på pitchsvingnin-
ger. 
1.2 Referencer 
[1-1] Madsen, H.A. (Ed.) ”Forskning i Aeroelasticitet – EFP-99”. Risø-R-
1196(DA), Forskningscenter Risø, November 2000. 
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2 Status på 2D CFD profilberegnin-
ger 
− Franck Bertagnolio, Jeppe Johansen, Niels Sørensen, Peter Fuglsang 
2.1 Introduktion 
Navier-Stokes koden EllipSys, [2-1,2-2,2-3] der er udviklet i et tæt samarbejde 
mellem Institut for Mekanik, Energi og Konstruktion, Danmarks Tekniske Uni-
versitet og Afdelingen for Vindenergi, Risø, er ofte blevet brugt til beregninger 
af strømninger omkring vindmølleprofiler og –blade.  
Det nærværende kapitel omhandler en status mht. profilberegninger for Ellip-
Sys2D som er den todimensionale version af koden, efterfulgt af en beskrivelse 
af et profilkatalog indeholdende sammenligninger mellem beregninger og må-
linger for flere vindmølleprofiler.  
2.2 Status for EllipSys2D 
en status for CFD 
koden EllipSys2D 
er udført. 
For at få en opdateret status for EllipSys2D er der fortaget beregninger på to 
vingeprofiler; DU-91-W2-250 fra Delft Universitet i Holland og A-profilet fra 
ONERA i Frankrig. I hver af disse beregninger er foretaget et grundigt studium 
af afhængigheden af et antal valgte parametre, henholdsvis beregningsnettets 
finhed, differensskemaet for de konvektive led, afhængigheden af transitions-
modellering, sammenligning mellem stationære og instationære beregninger 
samt tidsskridtsafhængigheden for de instationære beregninger. Hovedkonklu-
sionerne er givet i det følgende, og Figur 2-1 og Figur 2-2 viser resultaterne for 
DU-91-W2-250 profilet. 
Et netstudium er foretaget, hvor antallet af beregningspunkter i henholdsvis 
tangential- og normalretningen er undersøgt. Derudover er en passende højde af 
første beregningsnetcelle på profiloverfladen bestemt. Det resulterende net, som 
i det væsentlige giver konsistente resultater, er en C-net konfiguration med 384 
× 64 celler i henholdsvis tangential- og normalretningen, hvoraf 256 celler er på 
profilets overflade. Ved brug af flere beregningsceller opnås dog enkelte afvi-
gelser ved kraftigt separerede strømninger. 
Korrekt modellering af transition har stor effekt på resultaterne som det ses i 
Figur 2-1, og man er ofte nødt til at tage højde for dette for at kunne opnå kor-
rekte lift og drag koefficienter, hvor strømningen ikke separerer. 
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Figur 2-1. Beregnede lift og drag kurver med henholdsvis fuldt turbulent og 
transitionel strømning for DU-91-W2-250 vingeprofilet sammenlignet med må-
linger fra [2-4], Re = 1·106.  
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To typer af differensskemaer er testet for de konvektive led. Det er henholdsvis 
et anden ordens upwind skema (SUDS) samt et tredje ordens skema kaldet 
Quadratic Upstream Interpolation for Convective Kinematics (QUICK). Det 
sidste giver en anelse bedre resultater end det første, se Figur 2-2. Det skal dog 
nævnes at QUICK skemaet kan medføre ustabile løsninger i enkelte tilfælde. 
For at stabilisere beregningerne er det almindeligt at indføre en ”limiter” på 
SUDS skemaet. Denne limiter har dog en uheldig dissipativ effekt på profil ka-
rakteristikkerne og man må derfor afveje fordele og ulemper ved brug af denne. 
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Figur 2-2. Beregnede lift og drag kurver med to forskellige differensskemaer for 
DU-91-W2-250 vingeprofilet sammenlignet med målinger fra [2-4], Re = 1·106.  
De viste resultater er alle regnede hvor strømningen antages stationær. Regnes 
instationært forlænges beregningstiden men i ikke-separeret strømning, og hvor 
strømningen kun separerer lidt, er der ikke nogen nævneværdig forskel. Ved 
kraftigt separerede strømninger vil der være større afvigelser afhængig af be-
regningsnettets finhed, tidsskridtets størrelse m.m. samt at strømningen vil være 
domineret af tredimensionale strukturer, hvilket ikke på tilfredsstillende vis vil 
kunne modelleres med en todimensional kode. 
2.3 Profilkatalog 
Nærværende arbejde har resulteret i oprettelsen af et profilkatalog, hvor det er 
muligt at sammenligne profilkarakteristikker samt tryk- og skinfriktionsforde-
linger for flere vingeprofiler. Indtil dato er 26 profiler inkluderet i databasen. 
Arbejdet har to formål. For det første er der foretaget EllipSys2D beregninger 
på profiler og sammenlignet med både eksperimenter og beregninger med en 
panel kode (XFOIL). Disse beregninger er samlet i et profilkatalog, hvorfra 
værdifuld information kan ekstraheres i forbindelse med design af nye profiler 
eller validering af beregningskoder. Det andet formål er at klassificere hvilke 
profiler man er istand til at opnå god overensstemmelse mellem beregninger og 
målinger med samt hvorfor. 
der er oprettet et 
profilkatalog hvor 
information om 
vingeprofilers 
performance kan 
blive ekstraheret. 
I forbindelse med at klassificere profilerne er der blevet opstillet et sæt kriteri-
er der evaluerer overensstemmelsen mellem beregninger og målinger. På bag-
grund af disse kriterier er de valgte profiler opdelt i to grupper: Én gruppe hvor 
EllipSys2D er i stand til at reproducere målinger og én gruppe hvor EllipSys2D 
ikke er istand til det. 
Andet skridt var så at korrelere nogle faktorer, der skulle indikere, hvorfor 
man kunne opnå god overensstemmelse med beregninger eller ikke kunne. Stu-
diet har vist at laminar til turbulent transition har stor betydning for om en be-
regning kan reproducere målinger for de fleste af de profiler hvor overensstem-
melsen er dårlig. Disse profiler er designet sådan at transition udløses ved en 
skarp sugespids tæt ved forkanten. Det kunne ikke altid opnås i beregningerne, 
og det efterfølgende flade plateau i trykfordelingen forsinkede transitionen til en 
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kordevis position der ligger længere bagud i forhold til designpositionen. Det 
skal bemærkes at Michel-kriteriet er benyttet i de nærværende beregninger, og 
det bestemmer transition, når grænselagstykkelsen når en kritisk værdi som er 
empirisk bestemt. 
I forbindelse med verifikationen blev et numerisk eksperiment udført. Ved at 
ændre på den kritiske værdi i Michel transitionsmodellen, således at transition 
blev bestemt tættere på forkanten, blev overensstemmelsen væsentligt forbedret. 
I Figur 2-3 vises henholdsvis trykfordelingen og skinfriktionen for Risø-A1-21; 
et af de profiler, hvor overensstemmelsen er dårlig. Det ses på skinfriktionen at 
den originale Michel model bestemmer transition omkring x/c = 0.2, hvorimod 
den ændrede Michel model bestemmer transition meget tidligere (omkring 
x/c=0.04). Det medfører at den nye trykfordeling ligger tættere på målingerne 
end beregningerne med den originale Michel model. 
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Figur 2-3. Beregnede tryk- og skinfriktionsfordelinger for DU-91-W2-250 vin-
geprofilet sammenlignet med målinger fra [2-4], Re = 1·106. 
2.4 Konklusioner 
laminar til turbu-
lent transition kan 
have meget stor 
indflydelse på re-
sultaterne.  
Hovedkonklusionen er at transitionsmodellering kan have meget stor indflydel-
se på de beregnede resultater, samt at nogle profiler er mere følsomme overfor 
transitionsmodellering end andre. Derudover kan det forventes at et design med 
en stejl sugespids efterfulgt af et fladt plateau i trykfordelingen vil resultere i et 
profil, hvor det faktiske transitionspunkt er lokaliseret langt væk fra design-
punktet. En effekt som ikke er ønskelig mht. profildesign. Det kan derfor kon-
kluderes at profiler hvor transitionspunktets beliggenhed er svært at kontrollere 
bør undgås. 
Endelig er der observeret andre problemer i forbindelse med bestemmelse af 
profilkarakteristikker, men disse må primært hidrøre fra turbulesmodelleringen, 
eller mere præcist; den manglende evne til korrekt at tage højde for tredimensi-
onale effekter fra strømningen, som ikke kan modellers korrekt med en 2D mo-
del. Der bliver sideløbende arbejdet med at simulere disse tredimensionale 
strømninger vha. Detached-Eddy Simulering i forbindelse med at underbygge 
disse hypoteser (Se kapitel 4). 
Arbejdet er beskrevet grundigt i referencerne [2-5] og [2-6]. 
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3 Detaljeret 3D CFD beregning med 
programmet EllipSys3D på Natio-
nal Renewable Energy Laborato-
ry´s (NREL) 10 m rotor  
− Niels N. Sørensen og Jess A. Michelsen 
3.1 Introduktion 
der er gennemført en se-
rie blindberegninger af 
NREL/NASA's vindtunnel 
eksperiment 
Hidtil er vores CFD rotorberegninger kun blevet direkte sammenholdt med mål-
te integrerede størrelser som effekt og bladrodsmomenter. Til støtte for den vi-
dere udvikling og verifikation af CFD løseren EllipSys3D er det ønskeligt med 
detaljerede målinger af trykfordelinger på en rotor under velkontrollerede ind-
strømningsforhold. Et sådant eksperiment blev udført i foråret 2000 af NREL i 
USA, hvor en 10.06 m rotor er blevet opsat i NASA Ames 24.4 × 36.6 meter 
vindtunnel. 
I efteråret 2000 blev der indbudt til at udføre blindberegninger på en række af 
de tilfælde der var blevet målt i vindtunnelen. Risø/DTU deltog blandt andet i 
denne sammenligning med en række EllipSys3D beregninger af møllen ved nul 
graders yaw fejl, Sørensen og Michelsen [3-5], Sørensen [3-6]. Det følgende er 
en gennemgang af de opnåede resultater sammenlignet med målinger. 
3.2 Eksperimentet 
Formålet med det amerikanske vindtunneleksperiment er at tilvejebringe data til 
verifikation af dynamisk stall modeller, CFD koder, og at kvantificere 3D rota-
tionseffekter. Til dette formål er det ønskeligt at have velkontrollerede ind-
strømningsforhold, hvilket det i praksis kun er muligt at opnå i en vindtunnel. 
Der er således blevet sammensat en testmatrix, der dækker en lang serie tilfælde 
af stor praktisk interesse; parkeret rotor, forløber, bagløber, yaw, cyklisk pitch 
etc. Under forsøgene foretages måling af tryk i fem spanvise positioner; måling 
af lokale indfaldsvinkler med pitotrør, flow visualisering med tufts og røg, og 
effektmålinger. Den fulde beskrivelse af eksperimentet, møllen og PHASE 6 
rotoren kan findes på hjemmesiden http://wind2.nrel.gov/amestest/. I det føl-
gende vil der blot blive givet nogle af hovedparametrene. 
formålet med eksperi-
mentet er at tilvejebringe 
data materiale til verifi-
kation af beregnings mo-
deller. 
3.2.1 Model Problem 
PHASE-6 rotoren er en tobladet rotor med en diameter på 10.06 meter, med 
twistede og taperede blade, baseret på NREL S809 profilet. I det følgende be-
handles kun ét ud af de mange eksperimenter. For at minimere forstyrrelserne er 
der valgt en forløber situation, med en stiv rotor, nul graders yaw fejl, og nul 
graders tip pitch, svarende til tilfældene listet i nedenstående Tabel 3-1.  
der regnes på en forløber 
konfiguration. I bereg-
ningen er tårn og nacelle 
ikke medtaget. 
For en forløber konfiguration, hvor forstyrrelserne på rotoren fra tårn og na-
celle er små, kan man som en første approksimation fuldstændig negligere tår-
net og nacellen i beregningen. De beregninger, der beskrives i det følgende, vil 
således kun omhandle beregninger på selve rotoren, der i beregningen svæver 
frit i rummet. Det blev i beregningerne antaget at blokeringen i tunnelen var 
lille, og der blev regnet på en fri rotor uden begrænsende tunnelvægge. Efterføl-
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gende har målingerne vist at der kun er en meget ringe blokering i tunnelen, 
typisk af størrelsesorden 2 %. 
3.3 Navier-Stokes løser 
Navier-Stokes løseren EllipSys3D, der er udviklet i samarbejde mellem DTU og 
Risø, Michelsen [3-1], [3-2] og Sørensen [3-4], blev benyttet til at løse strøm-
ningen omkring NREL PHASE-6 rotoren. 
Koden er en tryk/hastigheds formulering i generelle kurvelineære koordinater. 
Koden er baseret på SIMPLE algoritmen Patankar [3-3] og er 2.ordens nøjagtig 
i tid og rum. Til rotorberegninger benyttes et bevæget koordinatsystem (der føl-
ger rotoren) og polære hastighedskomponenter. Koden er parallelliseret ved 
brug af MPI til afvikling på distribueret memory maskiner og tillader således en 
effektiv udnyttelse af moderne paralleldatamater. De nedenfor beskrevne bereg-
ninger er udført med en k − ω  SST turbulens model, der i tidligere beregninger 
har vist sig velegnet til såvel profil- som rotorberegninger. De nedenstående 
beregninger er alle udført som tidstro beregninger med et tidskridt på 1*10-3 
sekund. 
der regnes tidstro med 
den inkompressible NS-
løser EllipSys3D 
 
Tabel 3-1. Parametre for beregning af NREL-PHASE-6 rotor 
Tilfælde RPM Vindhastighed 
[m/s] 
Densitet 
[kg/m3] 
Viskositet 
[(kg/m s)] 
S070000 71.9 7.0 1.246 1.769*10-5 
S100000 72.1 10.0 1.246 1.769*10-5 
S130000 72.1 13.0 1.227 1.781*10-5 
S150000 72.1 15.1 1.224 1.784*10-5 
S200000 72.0 20.1 1.221 1.786*10-5 
S250000 72.1 25.1 1.220 1.785*10-5 
3.3.1 Beregningsnet og randbetingelser 
Idet det i beregningerne udnyttes at en to-bladet rotor besidder en 180 graders 
periodicitet, blev der kun konstrueret net omkring det ene af de to blade. Det 
andet blad blev inkluderet gennem brug af periodiske randbetingelser. Nettets 
ydre rand er en kugle og er placeret seks rotor diametre fra rotationscentrum, se 
Figur 3-1. 
Nettet består af tre hovedkomponenter, se Figur 3-2. En indre 5 bloks O-O-
sektion lokalt omkring bladet (den lyserøde sektion), en 3 bloks ydre O-sektion 
uden om den indre O-O konfiguration (den grønne sektion). Begge disse to kon-
figurationer dækker kun 90 grader i azimut retning. Endelig dækker en 4 bloks 
konfiguration de manglende 90 grader, denne sektion er fremstillet ved at rotere 
det periodiske plan 90 grader i azimut retning (den røde sektion). Det total antal 
celler for de tre sektioner er 3.1 × 106  celler. 
Størrelsen af den indre O-O-sektion kan ses i Figur 3-2, op og nedstrøms pla-
nerne er placeret een meter fra rotor planet. Der er 64 celler normalt på blad-
overfladen, 64 celler i spanvis retning og 256 omkring profilet. En 64 × 64 blok 
placeret på blad tippen, tillader en god opløsning af strømningen omkring tip-
pen. I alt er der 1.3 × 106 celler i den indre O-O-sektion, og for at sikre en god 
opløsning af grænselaget er y + værdien holdt under to overalt på overfladen af 
bladet. 
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Figur 3-1. Billede af beregningsnettet der viser de periodiske planer, blad over-
fladen, udløbsranden og den indre og ydre cylindriske rand. 
Følgende randbetingelser er benyttet i beregningerne, se Figur 3-2: På opstrøms 
delen af den ydre cirkulære rand er der specificeret en uforstyrret fristrøms ha-
stighed. På nedstrøms delene af den ydre cirkulære rand er der antaget fuldt ud-
viklet strømning. På den indre cylindriske rand nær rotationsaksen benyttes Eu-
ler betingelser, mens no-slip vægbetingelser benyttes på bladoverfladen. 
I de aktuelle beregninger er der benyttet et meget stort domæne, og der er ikke 
forsøgt at inkludere de blokeringseffekter der er tilstede i vindtunnel eksperi-
mentet. 
 
 
Figur 3-2. Detalje af beregningsnettet nær bladoverfladen, på bladet vises kun 
hver fjerde punkt i kordevis retning. 
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3.4 Resultater 
Der er blevet gennemført beregninger for 6 vindhastigheder, svarende til 
7,10,13,15,20 og 25 m/s i NREL/NWTC AERODYNAMICS CODE BLIND 
COMPARISON. I det følgende vil de beregnede resultater blive sammenlignet 
med målte resultater i form af flap og kant moment i roden, driv moment, span-
vise normal- og tangential kraft fordelinger og endelig trykfordelinger. I måle-
kampagnen er der for hver vindhastighed målt trykfordelinger i 5 tværsnit (r/R 
= 0.30, 0.47, 0.63, 0.80, 0.95). For at give et indtryk af den grad af variation 
over en enkelt omdrejning er der ved flere af målingerne angivet +/- en standard 
afvigelse. 
Bladkræfterne og driv momentet bestemmes i beregningerne ved integration 
af beregnede trykkræfter på bladoverfladen. I nedenstående Figur 3-3 er driv-
momentet beregnet med CFD koden EllipSys3D sammenlignet med det målte 
drivmoment, for målingerne er der indikeret +/- en standardafvigelse. Det ses at 
beregningerne forudsiger et moment der er ca. 20 % højere ved 10 m/s hvor be-
regningerne har max moment. Ved højere vindhastigheder beregnes i modsæt-
ning til hvad vi har fundet tidligere (LM17.0 og LM19.1) et moment der er la-
vere end de målte værdier. 
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Figur 3-3. Sammenligning af målt og beregnet  drivmoment for NREL-PHASE-
6 rotoren. For målingerne er der indikeret +/- en standard afvigelse. Det frem-
går af figuren, at CFD beregningen sammenlignet med målinger giver et højere 
max moment. 
Ved sammenligning af beregnet og målt rod flap moment, ses at for de tre høje-
ste vindhastigheder (15.1, 20.1 25.1 m/s) er afvigelsen fra målinger mindre end 
en standardafvigelse. For de to laveste vindhastigheder forudsiger beregninger-
ne et for højt rod flap moment, se Figur 3-4. 
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Figur 3-4. Sammenligning af målt og beregnet rod flap moment. Det ses at for 
de tre højeste vindhastigheder er afvigelsen på beregningerne mindre end en 
standardafvigelse. 
Sammenligning af beregnet og målt rod kant moment viser ret store afvigelser 
op til omkring 50 %, se Figur 3-5. Den meget store standardafvigelse skyldes 
hovedsageligt variation pga. tyngdekraftens indvirkning under rotation. 
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Figur 3-5. Sammenligning af målt og beregnet rod kant moment. Den store 
standard afvigelse skyldes variation pga. tyngdekraftens indvirkning under 
rotation. 
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3.4.1 Kraftfordelinger 
Fordelingen af normal kraft koefficient og tangential kraft koefficient er vist i 
Figur 3-6 ved forskellige vindhastigheder. Generelt er der god overensstemmel-
se mellem de målte og beregnede værdier. Den eneste undtagelse er ved 10 m/s, 
hvor der på den inderste del af rotoren er store afvigelser. Ved at betragte udvik-
lingen af den målte tangential kraftfordelingen ved voksende vindhastighed, ses 
at ved en vindhastighed på 10 m/s begynder strømningen at separere nær r/R = 
0.47. Ved yderligere forøgelse af vindhastigheden spreder dette separerede om-
råde sig spanvist i retning af tippen. Afvigelsen skyldes at beregningen ikke 
nøjagtigt fanger denne første separation. Der er to umiddelbare mulige forkla-
ringer, enten det generelle problem at turbulens modeller har svært ved nøjagtigt 
at forudsige begyndende separation, eller det faktum at vi har negligeret en 2-4 
% blokering i tunnelen. Blokeringen vil medføre at den reelle vindhastighed er 
højere end den nominelle vindhastighed på 10.0 m/s. En forøgelse af vindha-
stigheden til f.eks. 10.4 m/s ville medføre en højere indfaldsvinkel og dermed 
større tendens til separation. 
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Figur 3-6. Spanvise fordelinger af normal- og tangentialkraftkoefficienter som 
funktion af vindhastighed. På nær tilfældet 10 m/s ses en god overensstemmelse 
mellem målinger og beregninger. For målingerne er der indikeret +/- en 
standardafvigelse 
3.4.2 Trykfordelinger 
I eksperimentet er der målt kordevise trykfordelinger i 5 spanvise positioner 
(r/R = 0.30, 0.47, 0.63, 0.80, 0.95). I det følgende vil der blive vist eksempler på 
de trykfordelinger, der er beregnet med CFD koden EllipSys3D. Der er benyttet 
følgende definition af Cp: 
 
C P P
W r
P = −+
∞
∞
0
2 21
2
ρ ω( ( ) )
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Figur 3-7 viser trykfordelingerne for alle 5 spanvise snit ved vindhastigheden 7 
m/s. Som det fremgår af figuren er der en meget fin overensstemmelse mellem 
målinger og beregninger ved denne vindhastighed. Af figuren fremgår det, at 
strømningen ikke er separeret i nogle af de fem kordevise snit. 
Fra den foregående gennemgang af de spanvise kraftfordelinger fremgik det, 
at der specielt var problemer for 10 m/s. Af Figur 3-8 ses det, at beregningerne 
forudsiger, at der stadig eksistere en sugespids i r/R = 0.47, mens målinger vi-
ser, at denne er forsvundet. Ved radier større end 0.47 ses stadig en god over-
ensstemmelse. 
Ved de høje vindhastigheder er overensstemmelsen særdeles god og som et 
eksempel er her vist trykfordelinger for 20 m/s, se Figur 3-9, tilfældene 15 og 
25 m/s er sammenlignelige med disse figurer. Det er noget overraskende at be-
regningerne stemmer så godt med målinger selv i kraftigt separeret strømning. 
En teori er at strømningen omkring S809 profilet, som bladet er baseret på, i 
stall ikke bryder op og har kraftig tredimensional hvirvel interaktion i kølvan-
det. Dette muliggøre en rimelig beregning med Reynolds-Averaged turbulens-
modeller som k-w SST turbulens modellen. 
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Figur 3-7. Trykfordelinger for en vindhastighed på 7 m/s. Der er en god over-
ensstemmelse mellem målinger og beregninger, og kurvernes form viser at der 
ikke forekommer væsentlig separation i nogle af snittene. 
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Figur 3-8. Trykfordelinger for en vindhastighed på 10 m/s. Det ses af for r/R = 
0.47 forudsiger beregninger stadig en kraftig sugespids, mens denne ikke er 
tilstede i målingerne. 
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Figur 3-9. Trykfordelinger for en vindhastighed på 20 m/s. Det ses at der er 
overraskende god overensstemmelse mellem målinger og beregninger ved den-
ne høje vindhastighed, hvor strømningen er separeret i alle sektioner. 
3.4.3 Partikelspor 
For at visualisere strømningen over bladet, er der genereret en serie figurer der 
viser partikelspor på sugesiden af bladet. Partikelsporene er genereret ved at 
bevæge masseløse partikler i overensstemmelse med den lokale skinfriktion. 
Billederne ligner resultaterne fra olieflow visualiseringer i eksperimenter, og 
viser tydelige separationslinier, områder med separeret spanvis strømning, og 
områder med usepareret strømning. Nedenstående Figur 3-10, viser tydeligt ud-
viklingen af separationen på sugesiden, når vindhastigheden øges. Ved lav 
vindhastighed er der kun et lille separeret område tæt ved bladets rod. Når vind-
hastigheden øges, vokser dette område både i kordevis retning mod forkanten 
og spanvist mod tippen. Figur 3-10 viser tydeligt den massive separation for de 
højeste vindhastigheder, desuden ses ved 10 m/s starten til det tidligere omtalte 
separerede område nær r/R = 0.47. 
partikelspor viser hvor-
ledes separationen spre-
der sig ved voksende 
vindhastigheder. 
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Figur 3-10. Partikelspor på sugesiden af bladet for vindhastigheden 7.0, 10.0, 
13,1 og 20.1 m/s. Det ses at det separerede område ved roden på sugesiden 
ekspanderer kordevis mod forkanten og spanvist mod vingetippen, når vindha-
stigheden forøges. 
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3.5 Konklusion 
Der er gennemført en serie beregninger af NREL-PHASE-6 rotoren ved nul 
graders tip-pitch vinkel. Alle de viste beregninger er udført som såkaldte blind 
beregninger og resultaterne blev afleveret før målingerne blev offentliggjort.  
der er gennemført en se-
rie blindberegninger, der 
er blevet sammenlignet 
med målinger med godt 
resultat. 
Den tidligere erfaring at Navier-Stokes beregninger overestimerer max effek-
ten ses igen i de aktuelle beregninger, men i modsætning til tidligere beregnin-
ger holder denne tendens ikke i massiv separation ved høj vindhastighed hvor 
effekten derimod er underestimeret. 
Vi har vist at der er en generel god overensstemmelse mellem beregninger og 
målinger, således viser både kraftfordelingerne og trykfordelingerne selv ved 
høj vind meget god overensstemmelse. 
Generelt kan det siges at data fra NREL/NASA AMES vindtunnel eksperi-
mentet har vist sig meget værdifulde, og det planlægges at fortsætte med bereg-
ninger på dette datasæt. Således bliver der på nuværende tidspunkt foretaget 
beregninger på et blad med en mere nøjagtig repræsentation af tipgeometrien. 
Desuden planlægges der beregninger til undersøgelse af effekten af tunnel blo-
keringen, specielt med hensyn til de observerede afvigelser ved vindhastigheden 
10 m/s. 
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4 Forbedret beregningsmodel for 
vinger i stall – Jeppe Johansen, Niels Sørensen 
I de seneste år er der opnået betydelige fremskridt inden for numeriske bereg-
ninger af vindmølleaerodynamik ved brug af Computational Fluid Dynamics 
(CFD). Pga. de relative høje Reynoldstal (o(106)) vil de turbulente længde- og 
tidsskalaer spænde over flere størrelsesordener, hvilket medfører at Reynolds 
Averaged Navier-Stokes (RANS) metoder er de mest oplagte, hvis der ønskes 
en beskrivelse af hele strømningsfeltet. Der er opnået stor erfaring med hensyn 
til netgenerering, turbulensmodellering, differensskemaer, tidsskridt osv. Men 
der er i CFD kredse rimelig enighed om hvilke områder der kræver bedre mo-
deller og løsninger. I følge Spalart [4-1] er der to primære problemer der skal 
løses. (I) vækst og separation af grænselaget, samt (II) transport af bevægelses-
mængde (momentum) efter separation. 
For vedhængende grænselag omkring profiler og vinger, eller tynde shear 
strømninger, er det tilstrækkeligt at benytte statiske RANS metoder med pas-
sende turbulensmodeller. Selv ved positive trykgradienter eller ved mindre se-
parerede områder vil en instationær RANS modellering give gode resultater. 
Men ved kraftigt separerede strømninger, hvor strømningen bliver meget insta-
tionær og tredimensional vil en sådan modellering give fejlbehæftede resultater. 
I Sørensen og Michelsen [4-2] er den mekaniske effekt for en vindmøllerotor 
beregnet vha. CFD. Ved lave vindhastigheder, hvor strømningen er vedhæftet er 
overensstemmelserne med målinger god, mens der ved højere vindhastigheder, 
hvor strømningen separerer, opnås for høj effekt. Det skyldes primært to fakto-
rer. For det første vil en RANS beregning forudsige for høj viskositet, hvilket 
vil medføre forsinket separation. Det vil igen medføre at liften bliver for høj og 
dermed give for høj mekanisk effekt. For de andet tager turbulensmodellen ikke 
korrekt højde for transporten af bevægelsesmængde i fjernfeltet. Dette skyldes 
at turbulensmodellen forudsætter at turbulensen er isotrop, hvilket ikke er til-
fældet i fjernfeltet. Strømningen vil derfor blive tvunget til at være kunstigt to-
dimensional i modsætning til en virkelig turbulent strømning. Til beregning af 
frie shear strømninger benyttes Large Eddy Simulering (LES) med succes. I 
modsætning til RANS, som er en tidslig midling er LES en rumlig midling, eller 
filtrering, af Navier-Stokes ligningerne, hvor de store turbulente hvirvler, an-
svarlige for transport af bevægelsesmængde, bliver direkte simuleret, hvorimod 
de mindre isotrope hvirvler bliver modelleret vha. af en Sub-Grid Skala (SGS) 
model. På denne måde vil man korrekt tage højde for tredimensionaliteten af 
strømningen. Størrelsen af filteret samt en passende beregningsnetfinhed er be-
stemmende for hvilke hvirvler der simuleres, og hvilke hvirvler der modelleres.  
Tæt ved vingeoverfladen, dvs. i bunden af grænselaget, vil de turbulente 
hvirvler være så små at en LES beregning vil være praktisk umulig med hensyn 
til beregningskapacitet.  
Detached-Eddy 
Simulering kom-
binerer fordelene 
ved henholdsvis 
RANS og LES. 
En måde at løse problemet på er ved at kombinere fordelene ved henholdsvis 
RANS og LES ved at benytte RANS tæt på vingeoverflade samt at skifte til en 
LES lignende model i fjernfeltet. Den her valgte metode er udviklet af Spalart et 
al. [4-3] og bliver kaldt Detached-Eddy Simulering, fordi det kun er de hvirvler 
der er løsrevet fra overfladen der bliver simuleret, mens de små hvirvler tæt ved 
overfladen bliver modelleret vha. en konventionel RANS turbulensmodel. 
Det nærværende arbejde beskriver beregninger på en NACA0012 vingeprofil-
sektion ved konstant indfaldsvinkel, samt en beregning på et ikke-roterende 
vindmølleblad fra NREL/NASA Ames eksperimentet, hvor bladet oscillerer 
omkring længdeaksen. 
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4.1 Metode 
Til beregningerne er brugt CFD koden EllipSys3D. Koden er udviklet af Mi-
chelsen [4-6, 4-7] og Sørensen [4-8] og er en tredimensional strømningsløser 
baseret på de inkompressible Reynolds-midlede Navier-Stokes ligninger i pri-
mitive variable (u,v,w,p) Tryk/hastigheds-koblingen er løst ved hjælp af 
SIMPLE algoritmen og løsning af konvektionsleddene er løst med enten et an-
den ordens SUDS skema eller et tredje ordens QUICK skema. De instationære 
beregninger er udført vha. en anden ordens nøjagtigt "dual-time stepping" algo-
ritme. 
Den oprindelige DES model er baseret på Spalart-Allmaras' (S-A) én-lignings 
turbulens model som bliver reduceret til en LES-lignende model i fjernfeltet 
vha. af en simpel "omskrivning". S-A modellen indeholder en længdeskala, lS-A, 
som er afstanden til den nærmeste væg. Ved at erstatte denne længdeskala med 
en længde der relaterer til beregningsnettets finhed i fjernfeltet reduceres turbu-
lensmodellen til en SGS-lignende model.  
DES er baseret på 
at erstatte en mo-
delrelateret læng-
deskala med en be-
regningsnet læng-
deskala. 
På modelniveau betyder det at destruktionsleddet i turbulensmodellen øges re-
lativt til produktionsleddet og turbulensen vil medfølgende dissipere. Derved vil 
de store turbulente hvirvler blive simuleret fremfor modelleret, hvilket medfører 
at strømningen går hen og bliver tredimensional og dermed mere fysisk. 
I nærværende arbejde er også brugt en DES variant der tager udgangspunkt i 
Menters k-ω SST model [4-9]. Denne variant er udviklet af Strelets [4-10]. Igen 
skal længdeskalaen erstattes med den før omtalte netlængdeskala. Længdeska-
laen i k-ω SST modellen er givet ved 
 
ωβω *
2/1klk =− .  
 
Ved lokalt at erstatte lk-ω  (eller lS-A for S-A modellen) med 
),min(~ ∆= − DESk Cll ω , hvor ∆ er maksimum afstanden af en beregningscelle 
over de tre retninger og CDES er en empirisk modelkonstant, opnås den ønskede 
transformation og turbulensmodellen reduceres til SGS-lignende model i fjern-
feltet. 
Til sammenligning er der lavet beregninger med den konventionelle to-
lignings k-ω SST turbulens model. 
4.2 Resultater 
Den første testcase er strømningen omkring et NACA0012 vingeprofil med Re-
ynoldstallet, Re = 1·105, og som er den testcase der er benyttet i den oprindelige 
reference, Shur et al. [4-5]. For at sammenligne med det originale arbejde er 
benyttet det samme beregningsnet som i ref. [4-5]. Beregningsnettet er et O-net 
med 141 beregningsceller omkring profilet og 61 i normal retningen. Da det er 
nødvendigt at have en fin opløsning af beregningsnettet for fuldt ud at kunne 
udnytte LES er et stort antal af cellerne koncentreret i området omkring profilet. 
Den fjerneste randbetingelse er ca. 15 kordelængder væk. Den spanvise ud-
strækning er én kordelængde med periodiske randbetingelser i enderne. Antallet 
af netpunkter i den spanvise retning er reduceret fra de oprindelige 25 til 21 da 
EllipSys3D kræver kubiske netblokke. Højden af den første beregningscelle på 
profiloverfladen er omkring 10-4 kordelængder svarende til en y+ på omring 1.5. 
Tidsskridtet er ∆t = 0.01·c/U∞, hvor c er kordelængden og U∞ er fristrøms-
hastigheden. 
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For at illustrere tredimensionaliteten af en DES beregning er der i Figur 4-1 
vist iso-vorticity flader for NACA0012 profilet for α = 20°, Re = 1·105. En til-
svarende beregning med standard to-lignings turbulensmodel ville vise todi-
mensionale strømningstrukturer. 
i modsætning til 
RANS turbulensmo-
del vil en DES model 
forudsige kraftigt 3D 
strømningsstruktu- 
 
 
Figur 4-1. Iso-vorticity flader for NACA0012, α = 20°, Re = 1·105. 
Et antal beregninger er foretaget for at teste afhængigheden af netfinhed, diffe-
rensskema samt den spanvise udstrækning. Figur 4-2 viser lift og drag koeffici-
enter for NACA0012 profilet beregnet med DES versionen baseret på Spalart-
Allmaras turbulensmodellen sammenlignet med beregninger fra ref. [4-5] samt 
eksperimentelle data fra ref [4-11]. Reynoldstallet for eksperimentet er Re = 
2·106. Ved høje indfaldvinkler (α > ≈ 25°), hvor strømningen er stærkt separe-
ret, er Reynoldstalseffekten meget lille. 
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Figur 4-2. Beregnede lift og drag kurver for NACA0012 sammenlignet med må-
linger fra ref. [4-11]. 
Ved lave indfaldsvinkler omkring maksimum lift (α ≈ 10° - 16°) er der store 
Reynoldstalseffekter. Det forklarer den meget højere eksperimentelle værdi. For 
højere indfaldsvinkler ses det at den instationære RANS (URANS,SUDS) be-
regning klart giver for høj både lift og drag. Ved at bruge den anden ordens nøj-
agtige SUDS skema med kun én kordelængde i den spanvise retning, er det ikke 
muligt med den nærværende implementering at reproducere målingerne, men 
ved at bruge det tredje ordens QUICK skema og forlænge den spanvise retning 
til to kordelængder opnås god overensstemmelse. Forklaringen på dette er at 
beregningsnettet er for groft til EllipSys3D med et anden ordens SUDS skema 
(Shur et al. [4-5] bruger et femte ordens skema.) og strømningen vil dermed 
blive for diffusiv, hvilket medfører for lav lift og drag. På den anden side; ved 
kun at bruge én kordelængde i den spanvise retning vil domænet tvinge de stør-
ste simulerede længdeskalaer til at være mindre eller lig med én kordelængde. 
Dette kan være for småt, resulterende i at strømningen vil blive tvunget kunstigt 
todimensional, hvilket medfører for høj lift og drag. 
resultater med DES 
er specielt afhængige 
af netfinhed samt 
diskretiseringsske-
ma. 
Den næste testcase er strømningen omkring et 5 m. vindmølleblad fra 
NREL/NASA Ames Phase-VI eksperimentet. Figur 4-3 viser det pågældende 
vindmølleblad. Der er foretaget beregninger hvor bladet er parkeret i lodret po-
sition og oscillerer omkring længdeaksen. Den sorte linje i radius = 2.36 viser 
positionen hvor kræfterne er målt og beregnet. 
 
 
 
Figur 4-3. Vindmøllebladet fra NREL/NASA Ames Phase-VI eksperimentet. 
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Som tidligere nævnt er det nødvendigt at have en fin opløsning af bereg-
ningsnettet ved brug af DES. Det her brugte beregningsnet består af 34 blokke á 
643 beregningsceller svarende til ca. 8.9·106 celler. Beregningscellerne fra om-
kring toppen af grænselaget til en afstand af ca. én kordelængde fra bladet er 
tilnærmelsesvis kubiske for at få det optimale udbytte af SGS modellen. Der er 
til sammenligning foretaget beregninger med k-ω SST to-lignings turbulensmo-
dellen. Disse beregninger kræver ikke samme antal celler Her er kun benyttet 
fem blokke á 643 svarende til et total antal beregningsceller på 1.3·106. 
 
 
 
Figur 4-4. k-ω SST Beregningsnettet omkring NREL/NASA Ames bladet. 
Figur 4-4 viser k-ω SST beregningsnettet omkring NREL/NASA Ames bladet. 
Den ydre rand er snittet så man bedre kan se det indre. (Det tilsvarende DES 
beregningsnet har samme konfiguration men flere beregningsceller.) 
To testcases er beregnet. Først oscillerer bladet omkring α = 7.56° +/- 5.54°, 
hvor α er relateret til profilsektionen i radius 2.36 (Se Figur 4-3). Den reducere-
de frekvens er k = 0.1 og Reynoldstallet er Re = 1.0·106. Den næste testcase 
oscillerer omkring 13.55° +/- 5.50°. Den reducerede frekvens og Reynoldstallet 
er som før. 
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Figur 4-5. Iso-vorticity flade langs NREL/NASA Ames  bladet samt et iso-
vorticity kontur-plot. 
Figur 4-5 viser en iso-vorticity flade langs bladet samt et iso-vorticity kontur-
plot i afstanden 6 m. nedstrøms for at illustrere kompleksiteten i strømningen. 
Bladet står lodret i venstre side af figuren og den store homogene hvirvel i top-
pen af billedet er tiphvirvlen og den lange spiralerende hvirvel i bunden af bil-
ledet stammer fra ”skulderen” på bladet. I midten ses en kraftig tredimensional 
strømningsstruktur. 
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Figur 4-6. Beregninger med både DES og k-ω SST af normal- og tangential-
kraft koefficienter for NREL/NASA Ames bladet sammenlignet med eksperimen-
telle data, α = 7.56° +/- 5.54°, k = 0.1, Re = 1.0·106. 
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Figur 4-7. Beregninger med både DES og k-ω SST af normal- og tangential-
kraft koefficienter for NREL/NASA AMES bladet sammenlignet med eksperi-
mentelle data, α = 13.55° +/- 5.50°, k = 0.1, Re = 1.0·106. 
Figur 4-6 og Figur 4-7 viser DES og k-ω SST beregninger af normalkraft og 
tangentialkraft koefficienter for NREL/NASA Ames bladet sammenlignet med 
eksperimentelle data for henholdsvis α = 7.56° +/- 5.54° og α = 13.55° +/- 
5.50°. Bladet oscillerer omkring længdeaksen med reduceret frekvens, k = 0.1 
og Reynoldstal, Re = 1.0·106. Det ses umiddelbart at der er et offset mellem be-
regninger og målinger for begge testcases. Desuden forudsiger beregningerne 
ikke tilstrækkelig ”åbenhed” af Cn hysterese loop’ene. Dette kan skyldes at be-
regningerne ikke forudsiger tilstrækkelig tredimensionalitet i forhold til målin-
gerne. En anden faktor der kan påvirke resultaterne er laminar til turbulent tran-
sition, hvilket der ikke på nuværende tidspunkt tages højde for i beregningerne. 
En tredje usikkerhed kunne være relateret til strukturdynamiske effekter ved 
målingen. 
Desuden undersøges om beregningsnettet er fint nok samt om tidsskridtet er 
tilstrækkeligt lille. Endelig skal det nævnes at der ikke er synderligt forskel på 
RANS og DES beregningerne. Især for testcase’en med den lave indfaldsvinkel 
er der næsten sammenfald mellem de to beregninger hvilket indikerer at strøm-
ningen primært er ikke-separeret og DES modellen virker som en k-ω SST mo-
del.  Der er tidligere gjort erfaringer med k-ω SST beregninger på netop 
NREL/NASA Ames bladet (Se ref. [4-2] samt Kapitel 3 i nærværende rapport.) 
hvor beregninger svarer godt overens med målinger. Dette kan skyldes at S809 
profilet resulterer i strømninger der ikke er kraftigt tredimensionale. Der vil i 
det videre arbejde blive fokuseret på at løse disse problemer. 
4.3 Konklusioner 
En model kaldet Detached-Eddy Simulering (DES) der medtager og blander 
fordelene ved henholdsvis RANS og LES modeller er beskrevet og implemente-
ret i CFD koden EllipSys3D. Modellen er valideret mod strømningen omkring 
et NACA0012 vingeprofil, og resultaterne viser en væsentlig bedre overens-
stemmelse sammenlignet med k-ω SST turbulensmodellen for kraftigt separere-
de strømninger. Derudover er foretaget beregninger på et helt vindmølleblad fra 
NREL/NASA Ames eksperimentet. Antallet af beregningsceller der kræves ved 
en DES beregning er væsentligt større end en tilsvarende RANS beregning, 
hvilket medfører at beregningstiden bliver tilsvarende længere. Der er nogle 
uoverensstemmelser mellem målinger og beregninger for NREL/NASA Ames 
bladet men fremtidigt arbejde vil undersøge disse nærmere. 
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5 Indflydelse af radiære hastigheder 
på laster i Yaw − Robert Mikkelsen, Jens N. Sørensen 
5.1 Introduktion 
Ved modellering af den aerodynamiske belastning og effekter fra slipstrømmen, 
er man for de fleste modellers vedkommende normalt begrænset til kun at in-
kludere projektioner af den aksiale og den tangentielle hastigheds komposant. 
Det gælder således for standard BEM modellen, at indflydelsen af ekspansionen 
af strømlinierne negligeres fuldstændigt. For små yawvinkler er denne antagelse 
fuldt tilstrækkeligt, men for større yaw vinkler vil bidraget fra den radiære 
hastighedskomposant ikke kunne negligeres. Hidtil er dette bidrag ikke modele-
ret tilfredsstillende. I den meget omfattende Europæiske undersøgelse ”Dyna-
mic inflow: Yawed conditions and partial span picth control” [1] blev en række 
af de mest anvendte modeller sammenlignet ved yaw vinkler helt op til 60°, 
men ingen af disse modeller havde en ordentlig modellering af de radiære ha-
stigheder. I den nærværende undersøgelse er der anvendt en instationær Navier-
Stokes model koblet med aktuator disk princippet [2], hvor det fulde akse sym-
metriske flow felt omkring rotoren bestemmes. Det er derved muligt at under-
søge indflydelsen ved at inkludere projektioner af radiære hastigheder. Da mo-
dellen ydermere er instationær, udvikles den dynamiske slipstrøm på en tidstro 
måde. Modellen er kombineret med en aeroelastisk model for rotorbladenes 
strukturelle dynamik og med en model, der inkluderer effekter fra et cirkulært 
tårn. I det følgende vil vi præsentere numeriske resultater for Tjæreborg møllen 
udsat for yaw og sammenligne med eksperimentelle resultater.  
 
 
Figur 5-1. Yaw transformation set oppe fra og bag ved rotoren. 
5.2 Aerodynamisk modellering og projektion af 
hastigheder 
Den aerodynamiske belastning bestemmes vha. aktuator disk modellen mens 
den strukturelle bladdynamik er modelleret med en standard modal metode, 
hvor de to laveste modes i flap- og kantvis  retning medtages. Der er derfor ikke 
medtaget torsions effekter, hvilket er en rimelig antagelse for Tjæreborg møllen. 
Der er endvidere tilført dæmpning til bladene. For Tjæreborg blade andrager 
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dette ca. 5% i begge retninger. Den tidslige integration er udført med en Runge-
Kutta-Nystrøm algoritme (Øye[3]) hvor den eksterne belastning inkluderer bi-
drag fra aerodynamisk, tyngde og centrifugale kræfter. Tårneffekter modelleres 
med en dipol og en kilde [4].  
5.2.1 Projektion af hastigheder 
Hastighederne fra aktuator disk modellen er givet i et regulært polært koordinat- 
system, Vrθz = (Vr ,Vθ ,Vz) hvor θ = Ωt.  Lokalt findes de spanvise, tangentielle 
og normale hastigheder V´stn = (V´s ,V´t ,V´n) gennem en række koordinat trans-
formationer med hensyn til yaw φy, tilt φt, coning γ og flapvis udbøjning θf, som 
på Figur 5-1 og Figur 5-2. Antages yaw vinklen af betydelig størrelse og de 
andre vinkler for at være små, vil den dominerende projektion af den radiære 
hastighed kunne reduceres til  
 
 
Figur 5-2. Koning og udbøjning af blad set oppe fra. 
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hvilket viser at bidraget fra ekspansionen stiger med en øget yaw vinkel. På 
Figur 5-3 ses et estimat af den radiære hastigheds fordeling langs bladene for 
Tjæreborg møllen ved en fristrømshastighed på Vo = 8.6 m/s og en yaw vinkel 
på φy = 3°. Ved tippen når ekspansionen op på ca. 35% af fristrømshastigheden, 
mens det ses at der i nav regionen er negative radiære hastigheder. Dette skyldes 
at aksialkraften er lille i denne region. Området er dog af mindre betydning da 
det kun dækker 5% af møllens areal.  
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Figur 5-3. Radiær hastighed for Tjæreborg, Vo = 8.6m/s, -3° yaw. 
5.2.2 Tårn 
Tårnet giver endnu en asymmetri i bladbelastningen, da det enkelte blad mærker 
en kraftig ændring i den aerodynamiske påvirkning med en tilsvarende udbøj-
ning, når det passerer tårnet. Tårnets indflydelse kan deles i to bidrag, tårnet 
selv og slipstrømmen bag ved tårnet. Antages det at tårnet er cirkulært, kan 
strømningen omkring tårnet modelleres med potential teori, hvor tårnet selv 
modelleres med en dipol og slipstrømmen med en kilde [4] med en styrke der 
svarer til modstanden for en 2-D cylinder. Figur 5-5 viser hvorledes de to  
 
 
 
Figur 5-4. Tårn og slipstrøm (Wake). 
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Figur 5-5. Lokalt strømnings felt omkring cylinder (fra [4]). 
 
drag ændrer strømningen tæt ved tårnet. Hastighederne omkring tårnet kan skri-
ves som Uxyz = (Ux,0,Uz), som igen skal transformeres til lokale hastigheder Ustn 
= (Us,Ut,Un). Den samlede transformation kan herefter bestemmes til 
 
stnstnctstnstn s vUeVV &++Ω−= γcos´ , 
 
hvor v& stn er den tidsafhængige hastighed af det vibrerende blad. Den lokale 
flow vinkel og den relative hastighed kan herefter bestemmes som  
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Den samlede belastning, der påtrykkes i aktuator disk modellen, bestemmes 
som summen af de enkelte bidrag fra hvert blad for en given spanvis position. 
5.3 Resultater 
Figur 5-6 viser det flapvise bøjningsmoment ved roden for yaw vinklerne –3° 
og +32° sammenholdt med eksperimentelle data for Tjæreborg møllen [1]. Tår-
net er placeret ved en vinkel på 270° og modstandskoefficienten for tårnet er sat 
til CD = 1.2. Ved en yaw vinkel på –3° ses, som forventet, kun mindre afvigel-
ser. For at vurdere indflydelsen ved at inkludere den radiære hastighed på bøj-
nings momentet, er der vist en beregning hvor Vr = 0. Dette vil svare til en stan-
dard BEM model. Ved –3° yaw er der stort set ingen forskel, men ved +32° yaw 
opnås en klart bedre overensstemmelse, når den radiære komponent inkluderes, 
dog stadig med nogen afvigelse i tårn området. Figur 5-7 viser to andre tilfælde 
ved store yaw vinkler, -51° og +54°. Ved –51° fås klart det bedste resultat ved 
den fulde projektion, mens der ved +54° overestimeres med op til 40% for beg-
ge beregninger. En mulig forklaring på forskellen kunne være antagelsen om 
aksesymmetri som aktuator disk modellen er baseret på. En anden forklaring 
kunne også være indflydelsen af vindshear i målingerne, som der ikke er kom-
penseret for i denne model. Yawmomentet på møllen, defineret i [1], er vist i 
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Figur 5-8 for de 4 tilfælde. For alle tilfælde ses, at er det opnåede middelniveau 
er i god overensstemmelse med målinger, men med en faseforskel på ca. 10°. 
For -51° er det maximale moment underestimeret med ca. 30%, men da dette 
resultat er direkte afhængigt af bøjningsmomentet, er afvigelserne på yawmo-
mentet reflekteret i forudsigelsen af det flapvise bøjningsmoment. 
 
 
Figur 5-6. Flapvis rod moment for Tjæreborg møllen ved yaw vinkler 
–3° (venstre) og +32° (højre). 
 
 
Figur 5-7. Flapvis rod moment for Tjæreborg møllen ved yaw vinkler  
–51° (venstre) og +54° (højre). 
 
 
Figur 5-8. Yawmomenter for Tjæreborg møllen. 
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5.4 Konklusion 
En numerisk aktuator disk model er sat sammen med en tårn model og en ela-
stisk model for bladene. Modellen er baseret på projektioner af det fulde hastig-
hedsfelt og har derfor ingen empirisk modellering. Den dynamiske slipstrøm 
bag ved møllen udvikles på en fuldt instationær måde. Selv om modellen er ak-
sesymmetrisk, så viser beregningerne af det flapvise bøjningsmoment klart bed-
re overensstemmelse med eksperimentelle resultater, når den radiære 
hastighedskomposant inkluderes. 
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6 Yawberegning i HAWC 
– Helge Aagaard Madsen, Christian Bak 
6.1 Introduktion 
Det er velkendt, at beregninger i yaw er en vigtig del ved opstilling af det sam-
lede lastgrundlag for møller. Derfor er det også af væsentlig betydning, at de 
anvendte aeroelastiske modeller regner så nøjagtigt som muligt i den komplekse 
strømningstilstand, der opstår, når vindmøllen står skævt i vinden, d.v.s. kører i 
yaw. 
De mest benyttede aeroelastiske modeller i den danske vindmølleindustri er 
FLEX4 (FLex5) og HAWC. Under det Aeroelastiske Forskningsprogram (EFP-
97) blev en aerodynamisk model for yaw implementeret i FLEX4 og benyttes 
nu i industrien. 
HAWC-3D kan regne 
detaljeret i yaw men 
er forholdsvis be-
regningstung 
I HAWC benyttes den velkendte blad element momentum model (BEM) uden 
korrektioner i yaw, men under det Aeroelastiske Forskningsprogram (EFP-98) 
blev en ny model HAWC-3D præsenteret, hvor hele den aerodynamiske del er 
udskiftet med en 3D actuator disk model, hvor strømningensfeltet udregnes med 
et CFD program (FIDAP). Da modellen er tredimensionel er den også i stand til 
at beskrive strømningen i yaw, og nedenfor i kap. 6.2 sammenlignes bereg-
ningsresultater med målinger på en 100 kW stall reguleret mølle (Tellus møl-
len), hvor bl.a. indstrømningen i form a indfaldsvinklen α og relativhastigheden 
 er målt. HAWC-3D er imidlertid et forholdsvis beregningstungt program 
sammenlignet med en aeroelastisk model baseret på BEM. Derfor har der inden-
for det Aeroelastiske Program (EFP-2000) været arbejdet på at implementere en 
simpel model for yaw i HAWC, som ligner den model, der tidligere er imple-
menteret i FLEX4. Yawmodellen beskrives kort i Kap. 6.3 og resultater sam-
menlignes med den langt mere detaljerede 3D actuator disk model i Kap. 6.4. 
Det skal bemærkes, at yawmodellen endnu ikke er færdigimplementeret i 
HAWC. 
w en simpel model for 
yaw implementeres i 
HAWC 
6.2 Yawberegning med HAWC-3D 
HAWC-3D  beskrevet i [6-1] er en model bygget op ved en sammenkobling af 
den strukturelle del af HAWC med en 3D actuator disk model som den aerody-
namisk del. En 3D actuator model forventes at give en god beskrivelse af 
strømningen gennem en vindmøllerotor, og sammenligninger med detaljerede 
målinger på en 100 kW stallreguleret mølle ved –45o yawfejl vist i Figur 6-1 til 
Figur 6-4 har bekræftet dette. 
   Der er en meget god overensstemmelse for indfaldsvinklen beregnet med 
HAWC-3D og målingerne i Figur 6-2, medens HAWC modellen uden korrekti-
on for yaw beregner for kraftig induktion, d.v.s. for lille indfaldsvinkel, hvilket 
også er som forventet. 
 
 
 
generelt en meget god 
overensstemmelse 
mellem målinger på en 
100 kW mølle i yaw og 
beregninger med 
HAWC-3D 
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Figur 6-1. Sammenligning mellem beregnet og målt indfaldsvinkel ved en yaw-
fejl på –45o og en vindhastighed på 9.5 m/s.  
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Figur 6-2. Sammenligning mellem beregnet og målt flapmoment ved en yawfejl 
på –45o og en vindhastighed på 9.5 m/s. 
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Figur 6-3. Sammenligning mellem beregnet og målt elektrisk effekt som funktion 
af yawfejlen ved en vindhastighed på 9.5 m/s. 
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Figur 6-4. Sammenligning af yawmoment som funktion af yawfejlen beregnet 
med henholdsvis HAWC og HAWC-3D. 
 
Ligeledes ses en god overensstemmelse mellem det beregnede flapmoment med 
HAWC-3D og målingerne Figur 6-2 medens HAWC beregner et for lavt flap-
moment på grund af for kraftig induktion. Endelig beregnes også faldet i den 
elektriske effekt som funktion af yawvinklen ganske præcist med HAWC-3D, 
Figur 6-3. 
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Yawmomentet som funktion af yawvinklen er interessant, fordi det afspejler 
den grundlæggende ændring i induktionsfordelingen som funktion af yaw-
vinklen. Induktionen vil være kraftigst på den del af rotoren, der er tættest på 
kølvandet, og det vil give et oprettende yawmoment på rotoren, som det ses i 
Figur 6-4 af kurven beregnet med HAWC-3D. Dette oprettende yawmoment 
fremkommer ikke med en standard BEM model implementeret i HAWC. 
6.3 Glauerts model for induktion i yaw 
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Figur 6-5. Notation for aktuator disk model i yaw. 
I det følgende gennemgås kort den induktionsmodel for yaw, der implementeres 
i HAWC. Det kan her nævnes, at problemstillingen omkring beregning i yaw 
bla. er behandlet i et EU støttet projekt ”Joint investigation of dynamic inflow 
effects and implementation of an engineering method”, [6-2]. 
Den generelle ligning opstillet af Glauert [6-4] for en actuator disk i yaw er: 
 
ii uuVAT 2
rr += ∞ρ  (6-1) 
hvor T  er rotor thrust, ru er den inducerede hastighedsvektor gennem rotorski-
ven, V  er fristrømshastigheden, 
i
∞
r
yΦ  er yawvinklen og c  kølvandets afbøjning.  
For aksiel anstrømning kan følgende velkendte ligning udledes af ovenstående 
generelle ligning: 
 
iii uuVAumT 2)(2 −== ∞ρ&  (6-2) 
som viser, at den aksielle thrust er lig massestrømmen gennem rotorskiven mul-
tipliceret med den dobbelte inducerede hastighed. Forskellen mellem de to lig-
ninger er, at den resulterende hastighedsvektor gennem rotorskiven i den gene-
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relle ligning er vektorsummen af fristrømshastigheden og den inducerede ha-
stighed. 
Ligning (6-2) kan nu ved indførelse af rotor thrust koefficienten omskrives til: 
 
)cos21(4
2
1
2
2
yaaaCT
VA
T Φ−+==
∞ρ
 (6-3) 
 
hvor  er yawvinklen. yΦ
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Figur 6-6. Induktionsfaktoren a for forskellige yawvinkler udregnet ud fra den 
generelle Glauert ligning. 
 
induktionen aftager 
med voksende absolut 
værdi af yawvinklen 
Induktionsfaktoren beregnet efter (5-3) er optegnet i Figur 6-6, og det ses, at 
induktionsfaktoren  aftager med voksende yawvinkel og fastholdt thrustkoef-
ficient. Benyttelse af en standard BEM i yaw, d.v.s. løsningen for 0
a
o yawvinkel 
vil derfor give for stor induktion. 
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Figur 6-7. Kølvandets afbøjning som funktion af thrustkoefficienten beregnet på 
grundlag af Glauerts ligning. 
 
Kølvandets afbøjning c er givet, når induktionen kendes og kan skrives som: 
 
)cos(
)sin(
)tan(
iy
y
uV
V
−Φ
Φ=
∞
∞χ  (6-4) 
 
c  er optegnet i Figur 6-7, og det ses, afbøjningen er større end yawvinklen yΦ , 
hvilket skyldes induktionen. 
6.3.1 Variation af induktionen som funktion af azimuth position 
Ud over den mindre induktion for voksende yawvinkel som vist ovenfor er den 
anden effekt af yaw, at induktionen varierer over rotorskiven. På grund af at 
kølvandet ligger usymmetrisk i forhold til rotorskiven vil induktionen være 
størst på den del af rotorskiven, der er tættest på kølvandet, d.v.s. på den negati-
ve del af x-aksen i Figur 6-5. Også denne effekt er behandlet af Glauert, som 
har foreslået følgende ligning: 
 
))cos(1(1 ψrku
R
xkuu xixiix +=

 +=  (6-5) 
 
hvor y  er azimuthpositionen defineret ved: 
 
)/(tan 1 xy −−= −ψ  (6-6) 
 
En variation af Glauerts ligning er at give mulighed for variation af induktionen 
også i tværretningen, d.v.s.: 
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 ⇒

 ++=
R
yk
R
xkuu yxiix 1  (6-7) 
))sin()cos(1( ψψ rkrkuu yxiix ++=  (6-8) 
 
Forskellige udtryk for k  and x ky  er foreslået som vist i følgende tabel fra [6-3]: 
 
 
 
 
Figur 6-8. Forskellige forslag til inflow koefficienter fra [6-3]. 
6.4 Sammenligning af Glauerts induktionsmodel i 
yaw med en 3D aktuator disk model med kon-
stant belastning 
I det følgende er Glauerts model for induktionen i yaw sammenlignet med resul-
tater fra en 3D aktuator disk model med konstant belastning. Middelinduktionen 
er givet ved (5-3) og er induktionen langs y-aksen. For induktionen langs x-
aksen gælder (5-7), og den bedste overenstemmelse med de numeriske resulta-
ter er opnået med )3.0tan( χ=xk  og 0=yk . 
god overensstemmelse 
mellem Glauerts mo-
del for induktion i yaw 
og HAWC-3D
Bortset fra områderne ud mod kanten af rotorskiven er der generelt god over-
ensstemmelse mellem resultaterne fra den simple model og 3D aktuator disk 
modellen, Figur 6-9 til Figur 6-12. Både middelinduktionen såvel som variatio-
nen af induktionen bestemmes ganske præcist. Implementering af yawmodellen 
i HAWC baseres derfor på disse udtryk. 
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Figur 6-9. Sammenligning af Glauerts model  for yaw med en 3D aktuator disk 
model. Hastigheder vist langs y-aksen, se Figur 6-5. 
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Figur 6-10. Sammenligning af Glauerts model  for yaw med en 3D aktuator disk 
model. Hastigheder vist langs x-aksen, se Figur 6-5. 
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6.4.2 Yaw 60 deg. 
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Figur 6-11. Sammenligning af Glauerts model  for yaw med en 3D aktuator disk 
model. Hastigheder vist langs y-retningen, se Figur 6-5. 
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Figur 6-12. Sammenligning af Glauerts model  for yaw med en 3D aktuator disk 
model. Hastigheder vist langs y-retningen, se Figur 6-5. 
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7 Design af profilserie 
– Christian Bak, Peter Fuglsang 
valg af profiler til 
vindmøllevinger er 
vigtigt for møllers ef-
fektivitet, laster og 
dynamik 
Valget af vindmøllevingers tværsnitsform, også kaldet profiler, er vigtigt for en 
vindmølles effektivitet, laster og dynamik. Profilerne skal forefindes i flere for-
skellige tykkelser, da vingen er tykkest ved navet og bliver tyndere ud mod vin-
gens tip. Denne række af profiler i forskellige tykkelser kaldes også en profilse-
rie. På vindmøllevinger er det udbredt at benytte profiler, som blev udviklet til 
flyvemaskiner i 1940'erne og 1950'erne. Disse profiler har vist sig at være gode 
og profilernes egenskaber er veldokumenterede i form af målinger både i vind-
tunneller og fra brugen på vindmøllerotorer. Imidlertid er profilerne ikke udvik-
let til vindmøller og er derfor ikke designet til f.eks. drift i stall eller med ruhed 
på forkanten i form af insekter eller støv. Derfor er der på Risø udviklet værktø-
jer til at designe og optimere profiler specielt til vindmøller. Det har bl.a. resul-
teret i en profileserie kaldet Risø-A, Fuglsang og Dahl [7-1], som omfatter tyk-
kelser fra 12% til 30%. Af øvrige bidragydere til udvikling af vindmølleprofiler 
kan nævnes Björck [7-2] (FFA-profilerne), Tangler og Somers [7-3] (SERI-
profilserien) og Timmer og van Rooy [4] (Delft-DU-profilerne). 
På baggrund af den igangværende udvikling af havvindmøller blev det beslut-
tet at designe en profilserie med høj maksimal opdrift. Profilserien blev designet 
til pitchregulerede møller med variabelt omdrejningstal og med en rotordiame-
ter på omkring 80 m. Arbejdet med udviklingen af profilerne bestod af flere 
dele: 
en profilserie med høj 
maksimal opdrift er 
blevet designet 
1. En undersøgelse af eksisterende profilers egenskaber. 
2. Opstilling af ønskede egenskaber. 
3. Modeludvikling. 
4. Designfase. 
5. Evaluering af design. 
 
I det følgende vil arbejdet blive beskrevet i detaljer. 
7.1 Undersøgelse af eksisterende profiler 
flere profilserier ae-
rodynamiske egenska-
ber er undersøgt 
Flere typer af profilserier og deres aerodynamiske egenskaber blev undersøgt. 
Dette blev gjort ved anvendelse af et profilkatalog, som er udarbejdet af Bertag-
nolio et al. [7-5]. Følgende profilerserier blev undersøgt, hvor de to første serier 
er meget anvendt på eksisterende danske vindmøller: 
 
NACA 
FFA-W3 
Risø-A1 
Delft DU 
SERI 
NASA LS(1) 
 
Ved design af profiler er der tradition for, at optimere dem til et højt forhold 
mellem opdrift og modstand, hvor opdriften er vinkelret på strømningsretningen 
og modstanden er parallel med strømningsretningen. På flyvemaskiner er dette 
forhold kendt som glidetallet og er et tal der angiver, hvor mange meter man 
kan svæve for hver meter man falder. Så jo større glidetal desto bedre er vin-
gens effektivitet. Desuden optimeres traditionelt også grænselaget på profilets 
overflade, så det opnår de bedste egenskaber. Blandt andet ønskes det, at profi-
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lerne er relativt ufølsomme over for ruhed i form af insekter og sand/støv. Der-
for designes profilerne, så omslaget fra laminar til turbulent strømning sker på 
profilets forkant. 
 
en høj drivkraft i ro-
torplanet er vigtig 
En gennemgang af eksisterende profiler viste følgende: 
• For profiler på den yderste del af vingen er en høj drivkraft i rotorplanet, 
dvs. i profilets korderetning vigtigere end et højt glidetal. Det er derfor ikke 
afgørende, hvad profilets modstand er i strømningsretningen, da den kraft 
som rotoren drives af er parallel med rotorplanet og derfor generelt ikke pa-
rallel med strømningsretningen, Figur 7-1. 
 
 
Opdrift
Modstand
Strømningsretning
Drivkraft
Rotorplan
 
 
Figur 7-1. Kræfternes retning på et vindmølleprofil. Kræfternes retning 
på et vindmølleprofil. 
• Profiler med 'roof-top' trykfordeling, se Figur 7-2, er vanskelige at 
lave beregninger på, da omslaget fra laminar til turbulent strømning 
er kompliceret at modellere. Eftersom designet baserer sig på strøm-
ningsberegninger er det vigtigt at være opmærksom på dette. 
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Figur 7-2. Skitse af to forskellige typer trykfordelinger omkring et profil: 1) 
Stiplet trykfordeling med sugespids og hurtigt aftagende undertryk fra for-
kanten mod bagkanten af profilet og 2) Fuldt optrukken trykfordeling med 
'roof-top', hvor det maksimale undertryk er relativt konstant over en del af 
profilets sugeside. 
ufølsomhed over for 
ruhed er også vigtigt 
• Designkriteriet, hvor omslaget fra laminar til turbulent strømning sker fra 
forkanten, bør suppleres med et designkriterie, hvor profilet også får en høj 
maksimal opdrift ved turbulent strømning. Dette sikrer en større ufølsom-
hed overfor ruhed på forkanten. 
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7.2 Opstilling af ønskede egenskaber 
På baggrund af gennemgangen af de eksisterende profiler var de ønskede egen-
skaber for de nye profiler følgende: 
• Driftsbetingelser blev skræddersyet til møllestørrelsen. Dette inkluderer: 
¾ Reynoldstal. 
ønskede egenskaber 
for de nye profiler 
blev opstillet 
¾ Vingedesign, dvs. ved hvilke radier og ved hvilke strukturpitchvinkler 
profilerne skal benyttes. 
¾ Reguleringsstrategi. 
• Ufølsomhed overfor ruhed sikres ved at kræve høj maksimal opdrift ved 
antagelse af turbulent strømning samtidig med, at strømningen slår om fra 
laminar til turbulent strømning fra forkanten lige før maksimal opdrift. 
• Gode off-design egenskaber sikres ved at optimere profilernes effektivitet 
både før og under stall. Bl.a. ønskes høj effektivitet i et relativt stort ind-
faldsvinkelinterval før stall. Endvidere ønskes et blødt stallforløb. 
• God geometrisk kompatibilitet mellem de forskellige profiltykkelser. Dette 
er af strukturhensyn for at sikre en strukturelt homogen vinge. 
• Egenskaberne, som profilerne skal optimeres til, skal være: 
¾ Maksimal drivkraft ved indfaldsvinkler før stall. 
¾ Maksimal opdrift ved stall og i poststall ved antagelse af turbulent 
strømning fra forkanten. 
• En form der er god ved både design og produktion af vingen. 
7.3 Modeludvikling 
AIRFOIL er et profil-
optimeringsværktøj, 
som er udviklet på 
Risø over en årrække 
For at designe profilerne blev designværktøjet AIRFOIL benyttet. Dette pro-
gram er udviklet over en årrække og er beskrevet af Fuglsang og Dahl [7-6]. En 
skitse af programmets funktion og opbygning ses i Figur 7-3. 
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Figur 7-3. Skitse af profildesignværktøjet AIRFOIL. 
Input til programmet er: 
• En profilform. 
• Objektfunktioner, som er de størrelser der skal enten maksimeres eller mi-
nimeres. 
• Designvariable, som er koordinater, der beskriver geometrien. 
• Begrænsninger, som kan være krav til geometri eller ydeevne der skal over-
holdes. 
Programmet består overordnet af to dele: 
Risø-R-1272(DA)  53 
• En optimeringsalgoritme, der minimerer/maksimerer objektfunktionerne og 
hvor resultatet er et nyt profildesign. 
• Strømnings- og/eller strukturberegninger, hvor strømningen omkring profi-
let og profilets strukturegenskaber bestemmes. 
 
Optimeringsalgoritmen gennemløbes flere gange og bruger strømnings- og/eller 
strukturberegningerne til at optimere objektfunktionerne med de begrænsninger, 
der er i optimeringen. Strømningsberegningerne foretages vha. XFOIL, Drela 
[7-7], som er et program der baserer sig på en inviskos hvirvel-panel metode. 
Det endelige output fra programmet er den optimale profilform. 
Programmet kan optimere adskillige strømningsparametre, så som: 
• Opdrift, modstand og moment. 
• Grænselagsparametre. 
• Geometriske størrelser som f.eks. profilkonturens hældning og krumning og 
profiltykkelse. 
 
AIRFOIL er udvidet 
yderligere i EFP-2000 
AIRFOIL er udvidet yderligere i EFP-2000. Følgende dele er implementeret: 
• Optimering af både profilets drivkraft og normalkraft. 
• Optimering af strømningsparametre ved antagelse af både laminar og turbu-
lent strømning fra forkanten. 
• Optimering ved indfaldsvinkler relativt til den indfaldsvinkel, hvor opdrif-
ten er nul. Disse indfaldsvinkler afhænger af profilets camber og den effek-
tive ombøjning af strømningen, hvorfor disse nu også er frie parametre. 
 
nye optimeringspara-
metre samt anvendelse 
af CFD under optime-
ringen er implemente-
ret 
Desuden er der udviklet et interface mellem optimeringsprogrammet og 
Computational Fluid Dynamics (CFD)-programmet EllipSys2D, Sørensen [7-8] 
og Michelsen [7-9]. Dette er gjort, fordi XFOIL generelt overvurderer opdriften 
i stall, hvorimod EllipSys2D generelt bestemmer opdrift og modstand bedre. 
Eftersom beregningerne foretages på et numerisk beregningsnet, hvor værdien 
af hastigheder, tryk og turbulens bestemmes i hver celle af nettet, skal et sådant 
net genereres. Dette gøres normalt manuelt. Udviklingen af interfacet mellem 
optimeringsalgoritme og CFD har således indbefattet: 
• Automatisk netgenerering. 
• Automatisk afvikling af EllipSys2D fra interface. 
 
Eftersom EllipSys2D-beregningerne er mere tidskrævende end XFOIL-be-
regningerne vil generelt kun udvalgte indfaldsvinkler, som typisk vil være i 
stall, blive optimeret vha. CFD. 
7.4 Designfase og evaluering 
tre nye profiler med 
høj opdrift er desig-
net: 18%, 24% og 
30% 
I det følgende vises resulater fra design af profilerne. Profiler med tre forskelli-
ge tykkelser er designet: 18%, 24% og 30%. De viste profilegenskaber er resul-
tatet af en lang række optimeringer, hvor det endelige profildesign er et kom-
promis mellem flere forskellige ønsker til profilets egenskaber. Således kan et 
blødt stallforløb modarbejde profilets effektivitet før stall. Imidlertid er et plud-
seligt stall med et pludseligt tab af fremdrift som resultat uacceptabelt, hvorfor 
dette kompromis er nødvendigt. 
 
54  Risø-R-1272(DA) 
Designkriteriet for profilerne var: 
• Optimal drivkraft for to indfaldsvinkler, α1, hvor α1 = α-α0, α er indfalds-
vinklen og α0 er indfaldsvinklen for nul opdrift. Nul opdrift findes således 
altid for α1 = 0º. 
• Begrænsningerne er: 
¾ Opdriften skal være større end givne værdier i poststall for at sikre et 
blødt stall. 
¾ Profiltykkelsen er fastholdt. 
¾ Profilets tykkelse ved bagkanten skal være større end en given værdi for 
at sikre at profilets geomtri bliver realiserbar. 
¾ Omslag fra laminar til turbulent strømning skal ske fra forkanten lige 
før maksimal opdrift opnås. 
 
De resulterende profilkarakteristikker er beregnet vha. stationære EllipSys2D-
beregninger med antagelse af fri transition (Tran) og fuldt turbulent strømning 
(Turb). 
7.4.1 Nyt 18%-profil 
det nye 18%-profil er 
sammenlignet med det 
hyppigt anvendte 
NACA 63-418 …. 
For dette profil blev drivkraften optimeret ved indfaldsvinklerne α1 = 9º og 14º. 
Dette svarer for det resulterende profil til α = 3.5º og 8.5º. Resultatet af optime-
ringen ses i Figur 7-4 og Figur 7-5. Figur 7-4 viser profilets karakteristik i form 
af CL og CD, som er den traditionelle måde at angive egenskaberne på. På Figur 
7-5 ses desuden drivkraften, CT, som er parallel med profilets korderetning. Det 
var denne størrelse der blev optimeret. CT er vist som funktion af α1. Egenska-
berne er sammenlignet med det hyppigt anvendte NACA 63-418-profil. 
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Figur 7-4. Profilkarakteristik for det nye 18%-profil og NACA 63-418. Til ven-
stre ses opdriften CL som funktion af modstanden CD og til højre CL som funkti-
on af indfaldsvinklen α. Karakteristikkerne er beregnet vha. EllipSys2D. 'Tran' 
angiver antagelse af fri transition, mens 'Turb' angiver antagelse af fuldt turbu-
lent strømning. 
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Figur 7-5. Drivkraftskoefficienten, CT, som funktion af indfaldsvinklen, α1, for 
det nye 18%-profil og NACA 63-418. Karakteristikkerne er beregnet vha. Ellip-
Sys2D. 'Tran' angiver antagelse af fri transition, mens 'Turb' angiver antagelse 
af fuldt turbulent strømning 
Det ses, at såvel glidetallet, som er forholdet mellem CL og CD, og drivkraftsko-
efficienten, CT, er større end for NACA 63-418-profilet for indfaldsvinkler, α, 
større end ca. 5º. Desuden ses, at den maksimale opdrift er 1.8 for de nye profi-
ler imod 1.65 for NACA-profilet. Den maksimale opdrift for det nye profil er 
ens hvad enten der antages fri transition eller fuldt turbulent strømning. Dette er 
en indikation af, at profilet er ruhedsufølsomt. Det ses også, at opdriften aftager 
hurtigere i poststall for det nye profil sammenlignet med NACA-profilet. Dette 
er uundgåeligt, idet der fra den høje maksimale opdrift skal aftrappes til samme 
niveau i poststall som for NACA-profilet. Imidlertid undgåes et pludseligt for-
kantsstall lige efter maksimal opdrift, da omslaget fra laminar til turbulent 
strømning sker på profilets forkant. Opdriften aftager således kontrolleret med 
separation fra bagkanten. 
…. og det viser, at det 
nye profil har højere 
maksimal opdrift, er 
mere ruhedsufølsomt 
og mere effektivt for 
indfalds-vinkler over 
5º 
7.4.2 Nyt 24%-profil 
det nye 24%-profil 
er sammenlignet 
med det hyppigt an-
vendte FFA-W3-241 
For dette profil blev drivkraften optimeret ved indfaldsvinklerne α1 = 9º og 16º. 
Dette svarer for det resulterende profil til α = 5.7º og 12.7º. Resultatet af denne 
optimering ses i Figur 7-6 og Figur 7-7. Figur 7-6 viser profilets karakteristik i 
form af CL og CD. På Figur 7-7 ses drivkraften, CT, i rotorplanet under antagelse 
af, at profilet er vredet 5º ud af rotorplanet svarende til vridningen på en vind-
møllevinge. Det var denne størrelse der blev optimeret. CT er vist som funktion 
af α1. Egenskaberne er sammenlignet med det hyppigt anvendte FFA-W3-241-
profil. Kun turbulente beregninger er vist, da beregninger ved antagelse af fri 
transition erfaringsmæssigt overvurderer den maksimale opdrift ved denne og 
større profiltykkelser.  
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Figur 7-6. Profilkarakteristik for det nye 24%-profil og FFA-W3-241. Til ven-
stre ses opdriften CL som funktion af modstanden CD og til højre CL som funkti-
on af indfaldsvinklen α. Karakteristikkerne er beregnet vha. EllipSys2D. 'Turb' 
angiver antagelse af fuldt turbulent strømning. 
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Figur 7-7. Drivkraftskoefficienten, CT, som funktion af indfaldsvinklen, α1, for 
det nye 24%-profil og FFA-W3-241. Karakteristikkerne er beregnet vha. Ellip-
Sys2D. 'Turb' angiver antagelse af fuldt turbulent strømning 
…. og det viser, at det 
nye profil har højere 
maksimal opdrift og er 
mere effektivt for ind-
faldsvinkler over 10º 
Det ses, at såvel glidetallet og drivkraftskoefficienten er større end for FFA-W3-
241-profilet for indfaldsvinkler, α, større end ca. 10º. Desuden ses, at den mak-
simale opdrift er 1.7 for de nye profiler imod 1.45 for FFA-profilet. Det ses og-
så, som det var tilfældet for 18%-profilet, at opdriften aftager hurtigere i 
poststall for det nye profil sammenlignet med FFA-profilet. Dette er uundgåe-
ligt, idet der fra den høje maksimale opdrift skal aftrappes til samme niveau i 
poststall som for FFA-profilet. Som for det nye 18%-profil undgåes et pludse-
ligt forkantsstall lige efter maksimal opdrift, da omslaget fra laminar til turbu-
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lent strømning sker på profilets forkant. Profilet staller således med separation 
fra bagkanten. 
7.4.3 Nyt 30% profil 
det nye 30%-profil er 
sammenlignet med det 
hyppigt anvendte 
FFA-W3-301 …. 
For dette profil blev drivkraften optimeret ved indfaldsvinklerne α1 = 9º og 16º. 
Dette svarer for det resulterende profil til α = 9º og 16º. Resultatet af denne op-
timering ses i Figur 7-8 og Figur 7-9. Figur 7-8 viser profilets karakteristik i 
form af CL og CD. På Figur 7-9 ses drivkraften, CT, i rotorplanet under antagelse 
af, at profilet er vredet 7º ud af rotorplanet. Det var denne størrelse der blev op-
timeret. CT er vist som en funktion af α1. Egenskaberne er sammenlignet med 
det hyppigt anvendte FFA-W3-301-profil.  
 
-0.5
 0.0
 0.5
 1.0
 1.5
0 0.02 0.04 0.06 0.08
C L
CD
-5 0 5 10 15 20 25
α
Nyt 30%, Turb
FFA-W3-301, Turb
 
Figur 7-8. Profilkarakteristik for det nye 30%-profil og FFA-W3-301. Til ven-
stre ses opdriften CL som funktion af modstanden CD og til højre CL som funkti-
on af indfaldsvinklen α. Karakteristikkerne er beregnet vha. EllipSys2D. 'Turb' 
angiver antagelse af fuldt turbulent strømning. 
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Figur 7-9. Drivkraftskoefficienten, CT, som funktion af indfaldsvinklen, α1,  for 
det nye 30%-profil og FFA-W3-301. Karakteristikkerne er beregnet vha. Ellip-
Sys2D. 'Turb' angiver antagelse af fuldt turbulent strømning 
…. og det viser, at det 
nye profil har højere 
maksimal opdrift og er 
mere effektivt for ind-
faldsvinkler over 13º 
Det ses, at såvel glidetallet og drivkraftskoefficienten er større end for FFA-W3-
301-profilet for indfaldsvinkler, α, større end ca. 13º. Desuden ses, at den mak-
simale opdrift er 1.4 for de nye profiler imod 1.3 for FFA-profilet. I modsæt-
ning til de to andre profiltykkelser ses det, at opdriften aftager lige hurtigt i 
poststall for både det nye profil og FFA-profilet. Ved denne profiltykkelse er 
der dog erfaringsmæssigt en vis usikkerhed på beregningerne i forhold til må-
linger. 
7.5 Diskussion 
ønsket om profiler 
med høj maksimal op-
drift og ruhedsuføl-
somhed blev opfyldt 
Designet af profilerne blev udført vha. det numeriske optimeringskompleks 
AIRFOIL ved brug af strømningssimuleringsprogrammerne XFOIL og Ellip-
Sys2D. Den teoretiske analyse af profilerne viste, at ønsket om profiler med høj 
maksimal opdrift blev opfyldt. Desuden viste analyserne, at forbedringerne i 
drivkraften i forhold til de hyppigt anvendte profiler (NACA og FFA) primært 
var ved indfaldsvinkler omkring maksimal opdrift. Opdriften aftog hurtigere i 
poststall for de nye 18%- og 24%-profiler i forhold til NACA- og FFA-
profilerne. Dette var uundgåeligt og skyldtes den højere maksimale opdrift som 
de nye profiler har. Et pludseligt forkantstall burde dog ikke indtræffe, da om-
slag fra laminar til turbulent strømning sker fra forkanten ved maksimal opdrift. 
Poststall for de nye profiler er derfor kontrolleret og pålideligt. Ved anvendelse 
af pitchregulerede møller med variabelt omdrejningstal er egenskaberne i 
poststall dog ikke kritiske. Omslaget fra laminar til turbulent strømning fra for-
kanten ved maksimal opdrift indikerer desuden, at profilerne er ruhedsuføl-
somme. 
Analysen af profilernes egenskaber blev, som beskrevet, baseret på beregnin-
ger. Beregningsværktøjerne giver erfaringsmæssigt gode resultater sammenlig-
net med målinger, hvilket blev verificeret ved målingerne på Risø-A-serien, 
Fuglsang et al. [7-10]. Imidlertid har de dog også visse begrænsninger. En veri-
fikation af de beregnede profilegenskaber vha. vindtunnelmålinger ville derfor 
være ønskværdig.  
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AIRFOIL har med de 
nye implementerin-
ger vist sig at være 
effektiv 
Udviklingen af AIRFOIL til at 1) optimere drivkraften, 2) benytte sig af en 
blanding af beregninger med turbulent strømning og strømning med omslag fra 
laminar til turbulent strømning, samt 3) at lade profilets krumning variere har 
med de designede profiler vist sig at være effektiv. Selvom antallet af friheds-
grader derved øges og optimeringerne dermed bliver mere tidskrævende kan 
flere aspekter tages med i optimeringen. Med denne udvidelse er det nu muligt 
at optimere profiler til en aktuel placering på en vinge, hvor den aktuelle place-
ring inkluderer Reynoldstal og vingevridning. Det er således muligt i endnu hø-
jere grad end tidligere at 'skræddersy' profiler til en given vinge. 
7.6 Konklusion 
Arbejdet med profiloptimeringen bestod af flere dele: 
• Ud fra undersøgelse af eksisterende profilers egenskaber kan konkluderes: 
¾ En høj drivkraft i rotorplanet er vigtigere end et højt glidetal. 
¾ Profiler med 'roof-top' trykfordeling er vanskelige at lave beregninger 
på, pga usikkerheden i fastlæggelsen af transitionspunktets placering. 
¾ Designkriteriet, hvor omslaget fra laminar til turbulent strømning sker 
fra forkanten, bør suppleres med et designkriterie, hvor profilet også får 
en høj maksimal opdrift ved turbulent strømning. 
 
• Ønskede egenskaber for nye profiler blev opstillet. 
 
 
• Modeludviklingen blev foretaget, hvor følgende dele blev implementeret: 
¾ Optimering af både profilets drivkraft og normalkraft. 
¾ Optimering af strømningsparametre ved antagelse af både laminar og 
turbulent strømning fra forkanten. 
¾ Optimering ved indfaldsvinkler relativt til den indfaldsvinkel, hvor op-
driften er nul. Disse indfaldsvinkler afhænger af profilets krumning, 
hvorfor krumningen nu også er en fri parameter. 
¾ Interface til CFD-programmet EllipSys2D, så optimering med CFD er 
mulig. 
 
• Ved designet af de tre nye profiler kan følgende konkluderes: 
¾ Tre profiler blev designet: 18%, 24% og 30%. 
¾ Ønsket om høj maksimal opdrift blev opfyldt for alle tre profiler. 
¾ Drivkraften blev forbedret ved indfaldsvinkler før maksimal opdrift og i 
stall og poststall sammenlignet med NACA 63-418 og FFA-W3-241 og 
FFA-W3-301 
¾ 18%-profilet var mere ufølsomt over for ruhed end NACA 63-418-
profilet. 
¾ Opdriften aftog hurtigere i poststall for de nye 18%- og 24%-profiler i 
forhold til NACA- og FFA-profilerne, hvilket er uundgåeligt pga. den 
høje maksimale opdrift. Dog er poststall kontrolleret og pålideligt. 
¾ De nye implementeringer i optimeringskomplekset viste sig effektive 
ved design af ny profiler. 
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8 Målinger på translatorisk oscil-
lerende NACA0015 profil −  Mac Gaunaa 
8.1 Introduktion 
Et potentielt grundlæggende problem for stall regulerede møller er de såkaldte 
stall inducerede svingninger, kendetegnet ved at den aerodynamiske dæmpning 
ved høje vindhastigheder er lille eller endog negativ og det kan forårsage en 
dramatisk reduktion i vindmøllens levetid. Det er også ret kompliceret at opstil-
le fyldestgørende beregningsmodeller for.  
Hidtil er de fleste empiriske stall modeller baseret på målinger af vingeprofi-
ler i ren torsion eller en kombination af torsion og translation, hvilket er uhen-
sigtsmæssigt, idet torsionsstivheden af vindmøllevinger er meget høj i forhold 
til de translatoriske frihedsgrader, hvorfor torsionssvingninger i praksis ikke har 
vist sig som et problem på vindmøller. 
For at kaste lys over strømningsforholdene ved stall flutter er der i dette ar-
bejde foretaget eksperimentelle målinger på et translatorisk oscillerende 
NACA0015 profil, hvor de instationære trykkoefficienters afhængighed af be-
vægelsesretning og geometrisk indfaldsvinkel er undersøgt. 
8.2 Forsøgsopstilling 
De viste målinger er foretaget i Dansk Maritim Institut’s 1.70 m × 2.55 m ”open 
loop” vindtunnel, hvori der til formålet er konstrueret en mekanisme, der om-
danner en roterende bevægelse fra en servomotor til en harmonisk oscilerende 
translatorisk bevægelse, således at testsektionens geometriske indfaldsvinkel α, 
bevægelsesretning β, frekvens samt amplitude af bevægelsen er uafhængigt ind-
stillelige, se Figur 8-1.  
 
 
 
 
 
Figur 8-1. Geometrisk indfaldsvinkel α og bevægelsesretning β er uafhængigt 
indstillelige og er defineret i forhold til den indkommende vindhastighed U. Den 
viste z-akse angiver positiv retningen for den lineære harmoniske profil-be-
vægelse. 
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De instationære tryk måles i totalt 117 trykudtag med Pressure Systems Interna-
tional 8400 systemet. To spanvise sektioner med hver 29 trykudtag er placeret 
0.03 m og 0.06 m på hver side af den midterste målesektion med 59 trykudtag. 
NACA0015 vingens kordelængde er 0.38 m, hvilket svarer til et Reynoldstal på 
500.000, hvorfor der er anvendt trip tape ved profilets forkant for at sikre et tur-
bulent grænselag på profilet. Sampling frekvensen er 250 Hz, og frekvensen af 
vingeprofilets bevægelse er 2.4 Hz, hvilket svarer til en reduceret frekvens på 
021.0/2/1 == Vcff movred , baseret på profil halv-kordelængden. Dette er 
sammenligneligt med forekommende værdier for den reducerede egenfrekvens 
af standard vindmøllerotorer. 
Tryktransducerne er placeret i vingen for at muliggøre måling af højfrekvente 
trykfluktuationer.  
Idet en nøjagtig fastlæggelse af bevægelsens fase er af afgørende betydning 
for bestemmelsen af de aerodynamiske respons, måles vingeprofilets position i 
hver ende af vingesektionen med et potentiometer, sådan at bevægelsens fase 
kan fastlægges med stor præcision. 
De ikke-dimensionale parametre er valgt således, at de reproducerer forholde-
ne for forekommende vindmøllerotorer, hvilket muliggør en undersøgelse af de 
grundlæggende strømningsfænomener/mekanismer bag fænomenet stall-
inducerde svingninger. 
8.3 Dataprocessering 
Den detaljerede information om trykfordelingen over vingeprofilet i tiden åbner 
mulighed for øget indsigt i fysikken bag strømningen, og behandles så integrale 
nøgletal som kraft-koefficienterne Cl, Cd og Cm, eller aerodynamisk dæmpning 
kan beregnes. Den aerodynamiske dæmpning er specielt interessant, idet stør-
relsen af denne viser om strømningen tilfører vingesystemet arbejde (negativ 
aerodynamisk dæmpning) eller om den tager energi ud af vingesystemet (posi-
tiv aerodynamisk dæmpning). 
8.4 Resultater 
For at vise metodens anvendelighed er der i Figur 8-2 vist snapshots af Cp kur-
ver for indfaldsvinkel α = 5° og bevægelsesretning β = 20°. Det ses, at Cp kur-
ven til højre for den nedadgående bevægelse er smallere end kuven til venstre 
for opadgående bevægelse. Dette skyldes, at den relative indfaldsvinkel forøges, 
når profilets har en hastighed nedad. Idet profilet befinder sig i det ikke-
separerede område forøges tykkelsen af Cp kurven og dermed liftkoefficienten 
for forøget indfaldsvinkel. 
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Figur 8-2. (Negativt lokalt dimensionsløst tryk , som funktion af 
dimensionsløs korde. Figuren til venstre viser et øjebliksbillede af trykkoeffici-
enterne ved en opadgående bevægelse, hvorimod figuren til højre viser et øje-
bliksbillede af trykkoefficienterne ved en nedadgående bevægelse. 
)5.0/( 2VpCP ρ=
I Figur 8-3 er vist hysterese-loops for den dimensionsløse kraftkomposant i be-
vægelsens retning for tre forskellige værdier af indfaldsvinklen, α = 5°, 15° og 
20°, alle med samme bevægelsesretning, β = 135° svarende til en kantsving-
ning. 
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Figur 8-3. Dimensionsløs kraft i bevægelsesretningen som funktion af bevægel-
sespositionen for α = 5°, 15° og 20°, og β = 135°. 
Bemærk at omløbsretningen for α = 15° er med uret, hvilket betyder at der i 
dette tilfælde bliver pumpet energi ind i systemet fra luften, svarende til negativ 
aerodynamisk dæmpning. Integralet af kurverne er et mål for det udførte arbejde 
under bevægelsen, hvilket er proportionalt med den aerodynamiske dæmpning. 
Desuden ses det, at kraftkomposanten i bevægelsens retning er langt højere for 
både α = 5° og α = 15° end ved α = 20°, hvilket skyldes, at lift- og dragkræf-
terne udbalancerer hinanden for denne bevægelsesretning. En kvasistationær 
antagelse ville give symmetriske kurver omkring position = 0 linien, så kurver-
nes hældning ned mod højre side er resultatet af den instationære interaktion 
med hvirveltæppet i profilets kølvand som bevægelsen af profilet forårsager, 
samt tidsforsinkelser i grænselagsstrømningen omkring profilet. 
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Ved at sammenligne målte aerodynamiske dæmpninger med resultater fra kva-
sistationære resultater baseret på stationære profil data, ses at der er en klar kva-
litativ overensstemmelse. (Figur 8-4) 
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Figur 8-4. Dimensionsløs aerodynamisk dæmpning )2/1/( VCDC ADA ρ= , som 
funktion af indfaldsvinkel α og bevægelsesvinkel β. Figuren til venstre viser 
målte data, figuren til højre viser resultater opnået ved kvasistationær lineær 
analyse af stationære lift og drag data. 
Bemærk at den største negative dæmpning for vingen forekommer tæt ved den 
kantvise retning, der på figurerne er markeret med en stiplet linie. 
Ved at se på de aktuelle Cp tidsforløb og middel-Cp forløbene har det været 
muligt at fastslå at den negative aerodynamiske dæmpninger ikke direkte er 
foråsaget af hvirvelafkastning, men i højere grad af  de stationære lift og drag 
kurvers hældning og stallhystereseforløbene. 
8.5 Konklusion 
Sammenfattende kan konkluderes, at det med denne forsøgsopstilling er muligt 
at undersøge stall-inducerede svingninger. 
Størrelsen af de aerodynamiske dæmpninger er målt, og det er kortlagt hvor 
de negative aerodynamiske dæmpninger forekommer ved den aktuelle reduce-
rede frekvens. Det er muligt ud fra de detaljerede trykmålinger i tiden at afgøre 
hvilke fluid dynamiske fænomener der ligger bag de aerodynamiske instabilite-
ter. I det betragtede tilfælde viste det sig, at fænomenet er knyttet til hældningen 
af de stationære lift og dragkurver, hvilket ses fra den gode kvantitative over-
ensstemmelse med kvasistationære betragtninger lavet på grundlag af stationære 
lift og dragkurver.  
Det skal dog bemærkes at dette arbejde stadig er under udvikling, og at flere 
målinger løbende vil blive undersøgt. 
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9 Mølledynamik og dynamisk  
stabilitet − Morten H. Hansen 
9.1 Indledning 
Formålet med dette kapitel er dels, at præsentere nye resultater fra undersøgel-
ser af vindmøllers struktur-dynamiske egenskaber under drift, og dels at belyse 
ideen bag et nyt stabilitetsanalyseværktøj som udvikles under det næste aeroe-
lastiske forskningsprogram.  
Forståelse af de struktur-dynamiske egenskaber for vindmøller under drift er 
første skridt mod bestemmelse af dynamisk stabilitet; uden viden om en mølles 
dynamiske egenskaber kan dens interaktion med de aerodynamiske belastninger 
ikke forstås. En anden grund til først at studere strukturen alene er, at metoden 
til at bestemme en vindmølles struktur-dynamiske egenskaber også kan anven-
des til at bestemme stabilitetsgrænser for den belastede vindmølle. 
uden viden om en 
mølles dynamiske 
egenskaber kan dens 
respons til de aero-
dynamiske belast-
ninger ikke bestem-
mes Et af de væsentligste resultater fra undersøgelserne af vindmøllers struktur-
dynamiske egenskaber er, at et mølleblad opfører sig meget anderledes på navet 
af vindmøllen end det gør i en prøvestand. Den mekaniske kobling med de an-
dre blade og resten af møllen medfører, at bladets egne svingningsformer kan 
koble til hinanden. Denne viden kan forklare, hvorfor det er blevet observeret, 
at den aerodynamiske dæmpning af rotorhvirvlinger for en bestemt vindmølle er 
afhængig af hvilken retning hvirvlingen foregår [9-1]. Forklaringen vil blive 
præsenteret i dette kapitel, sammen med forslag til forbedringer af den pågæl-
dende mølles strukturdynamik således at den aerodynamiske dæmpning maksi-
meres. Disse resultater afsluttes med en introduktion af fremtidens stabilitets-
analyseværktøj. 
et mølleblad opfører 
sig meget anderledes 
på navet af vindmøllen 
end det gør i en prøve-
stand 
9.2 Møllemodel og metode 
et godt ”fingeraftryk” 
for en mølle er dens 
modale egenskaber som 
funktion af omløbstallet
De struktur-dynamiske egenskaber, som er altafgørende for det aeroelastiske 
respons af en vindmølle under drift, er dens modale egenskaber, dvs. dens egen-
frekvenser, tilhørende logaritmiske dekrementer og svingningsformer. For at 
disse egenskaber kan beregnes er det nødvendigt at have en lineær model af 
vindmøllen.  
Den aeroelastiske kode HAWC [9-2] medtager ikke-lineære inertikræfter, og 
er derfor uegnet til en sådan teoretisk modalanalyse i dens nuværende form. En 
linearisering af bevægelsesligningerne i HAWC er undervejs, og den nye kode 
vil under navnet HAWCModal muliggøre beregninger af de modale egenskaber 
for vindmøller som funktion af deres omløbstal. I dette kapitel præsenteres den 
teoretiske modalanalyse derfor med en lineær møllemodel, som er meget enkle-
re end HAWC men dog indeholder de væsentligste frihedsgrader. 
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Figur 9-1. Skitse af den lineære møllemodel brugt til beregning af vindmøllers 
modale egenskaber. Modellen indeholder 13 frihedsgrader: Syv nacelle og tårn 
frihedsgrader, og tre gange to frihedsgrader for hver af de tre blade. 
9.2.1 Modellen 
En mølle, som roterer med omløbstal Ω , er modelleret med 13 frihedsgrader, 
som skitseret i Figur 9-1: Syv frihedsgrader for nacelle og tårn, og to friheds-
grader for hver af de tre blade. De syv frihedsgrader for nacelle og tårn beskri-
ver de første tårn bøjninger, torsion af tårn, og bøjning af hovedakslen mellem 
navet og forreste hovedleje. Modelparametrene for  nacelle og tårn er massen og 
masse-inertimomenterne af nacellen og den medsvingende del af tårnet, samt 
fjederkonstanter og dæmpningskonstanter, der giver stivheder og struktur-
dæmpning for tårnet og hovedakslen.  
De to frihedsgrader for blad nummer i er tilstandsvariablerne  og q , der 
beskriver indholdet af bladets første flap- og kantsvingningsform. Ud-af-
rotorplanet og i-rotorplanet udbøjningerne af bladet tilnærmes således ved: 
if
q
ie
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 (9-1) 
Modelparametrene for bladene er ud-af-rotorplanet og i-rotorplanet udbøjnin-
gerne for første flap- og kantsvingningsform og deres egenfrekvenser, samt 
massefordelingen ud langs bladet. Parametre i modellen, som ikke kan måles 
eller beregnes direkte, bestemmes ved at kalibrere egenfrekvenserne for den 
stillestående mølle til målte eller beregnede frekvenser. 
Den lineære bevægelsesligning for den ubelastede mølle kan skrives som: 
 
( ) ( ) ( ) 0xKxCxM =++  ttt &&&  (9-2) 
 
hvor x er en vektor med de 13 frihedsgrader, M er massematricen, K er stiv-
hedsmatricen, og C er en matrix, som indeholder elementer fra gyroskopiske 
kræfter og dæmpningskræfter. Disse matricer er alle periodisk tidsafhængige 
pga. azimut-afhængigheden af inertikræfterne mellem tårn, nacelle og rotorens 
blade. Tidsafhængigheden af bevægelsesligningen gør, at et egenværdiproblem 
til bestemmelse af egenfrekvenser, dæmpning og egensvingningsformer ikke 
kan opstilles direkte. Først skal de periodiske led i bevægelsesligningen elimi-
neres ved en metode kaldet multi-blade koordinattransformation [9-3, 9-4]. 
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9.2.2 Metoden 
Hvis alle bladene på en vindmølle rotor er ens og har samme pitch-indstilling, er 
det muligt at anvende multi-blade koordinattransformationen til at eliminere de 
periodiske led i bevægelsesligningen (9-2). Det er en omskrivning af de fysiske 
koordinater for rotorbladene i det roterende koordinatsystem til såkaldte multi-
blade koordinater. Transformationen er defineret ved 
 
( ) ( ) ( ) ( ) 3,2,1sincos
110
=++= itbtatatq iii ψψ ββββ  (9-3) 
 
hvor ( 123 −+Ω= iti )πψ  er azimutvinklen til blad nummer i, og β  symboli-
serer enten det flapvise ( f ) eller kantvise indeks (e). Ved nogle geometriske 
betragtninger vil man indse, at multi-blade koordinaterne , og  be-
skriver rotorbladenes bevægelse i det faste koordinatsystem, hvori bevægelsen 
af resten af møllen er beskrevet. For eksempel beskriver en samtidig flapvis 
udbøjning af rotorbladene, mens og  henholdsvis beskriver samlet tilt og 
krøje-bevægelser af rotorbladene. 
0βa
0f
1βa 1βb
a
1f
a
1f
b
Den transformerede bevægelsesligning er uafhængig af tiden, hvorved det er 
muligt at opstille et egenværdiproblem, hvis løsning giver egenfrekvenserne kω , 
de logaritmiske dekrementer, og svingningsformerne for møllen ved et vilkårligt 
omløbstal. Svingningsformerne er givet ved komplekse egenvektorer i multi-
blade koordinater. Ved at transformere tilbage til de fysiske koordinater med 
transformationen (9-3) kan indholdet af flap og kant i bevægelsen af blad num-
mer i ved svingningsform nummer k skrives som: 
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 (9-4) 
 
hvor amplituderne og faserne i dette udtryk er givet ved de beregnede, kom-
plekse egenvektorer i multi-blade koordinaterne.  
Udtrykket viser, at der er tre principielt forskellige typer af bladbevægelser 
med tre forskellige frekvensindhold. Amplituden  og frekvensen 0 , kAβ kω  relate-
rer til en symmetrisk bevægelse af bladene, hvor bladene svinger samtidigt i flap 
eller kant. Amplituden  og frekvensen B kA ,β Ω+kω  relaterer til en baglæns 
hvirvling, hvor bladene svinger faseforskudt i flap eller kant med rækkefølgen: 
1, 3, 2. Amplituden  og frekvensen FA ,β k Ω−kω  relaterer til en forlæns hvirv-
ling, hvor bladene svinger faseforskudt i flap eller kant med rækkefølgen: 1, 2, 
3.  
rotorbladenes bevæ-
gelse kan deles op i en 
symmetrisk bevægelse, 
baglæns og forlæns 
hvirvling 
I det følgende afsnit præsenteres en modalanalyse med beregning af egenfre-
kvenserne og svingningsformerne for en 600 kW mølle. Det vises, hvordan 
møllens svingningsformer kan identificeres ved at se på de i alt seks modalam-
plituder i udtrykkene for bladenes flap og kant-indhold i disse svingningsformer 
(9-4). Præsentationen er baseret på en bestemt mølle, men metoden beskrevet 
her kan anvendes generelt på forskellige type møller, også to-bladede. 
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9.3 Modalanalyse 
I dette afsnit præsenteres en teoretisk modalanalyse for en Bonus 600 kW møl-
le. Denne mølle blev brugt til de eksperimentelle undersøgelser af dens aerody-
namiske dæmpning under drift [9-1], som omtales i indledningen. Første skridt 
mod analysen er at modellere møllen ved at tune parametrene i den simple mo-
del, således at egenfrekvenserne beregnet for møllen under stilstand er lig de 
tilsvarende frekvenser beregnet med en mere detaljeret HAWC model. Derefter 
følger selve analysen, som den gennemgås i de følgende underafsnit.  
9.3.1 Campbell diagram 
beregningen af egen-
frekvenser og sving-
ningsformer som funk-
tion af omløbstallet 
tager kun sekunder 
Et godt overblik over møllens dynamiske egenskaber fås ved et Campbell dia-
gram, der viser egenfrekvenserne for møllen som funktion af omløbstallet. Figur 
9-2 viser et Campbell diagram for Bonus 600 kW møllen. Punkterne viser egen-
frekvenser, som er estimeret ved at undersøge resonanser i tidssimuleringer med 
HAWC modellen. Diagrammet er beregnet for 100 omløbstal på omkring et 
sekund, hvilket dels skyldes at modellen har få frihedsgrader, men især skyldes 
metoden bag beregningen. En tilsvarende beregning med HAWCModal, som er 
under udvikling, vil antageligt være omkring et minut. Til sammenligning tager 
det på samme computer omkring en time for HAWC-simuleringen ved hvert 
omløbstal, hvorfra punkterne i Figur 9-2 er estimeret (i alt 16 timer). 
Udover beregning af egenfrekvenserne beregnes også svingningsformerne for 
møllen ved hvert omløbstal. Navnene på kurverne i Figur 9-2 er således baseret 
på de beregnede svingningsformer (men som det diskuteres i næste underafsnit, 
så er navngivningen ikke altid entydig). Tre fænomener bør bemærkes i Figur 
9-2: Centrifugal afstivning (se f.eks. ”1. symmetrisk flap”), gyroskopiske effekt-
er der medfører ±1P splitningen af egenfrekvenserne for hvirvlingerne (baglæns 
- BW og forlæns - FW), og interaktionen mellem egenfrekvenser, f.eks. for 
”symmetrisk flap” og ”1. forlæns flap-hvirvling” omkring driftsomløbstallet. 
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Figur 9-2. Campbell diagram for Bonus 600 kW møllen, der viser egenfrekven-
ser for de første ti svingningsformer som funktion af møllens omløbstal. Punk-
terne viser egenfrekvenser estimeret ved tidssimuleringer med en HAWC model. 
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9.3.2 Identifikation af svingningsformer - modale koblinger 
Svingningsformerne hørende til frekvenserne i Campbell diagrammet navngives 
ved at se på de seks modalamplituder i udtrykkene for bladenes flap og kant-
indhold (9-4). Navngivningen kan ikke altid være entydig, fordi svingningsfor-
merne er afhængig af omløbstallet. For eksempel kan to svingningsformer skifte 
navn, hvis deres frekvenser kommer tæt på hinanden i Campbell diagrammet. 
Det sker for ”symmetrisk flap” og ”1. forlæns flap-hvirvling” ved driftsomløbs-
tallet. 
Figur 9-3 viser de seks modalamplituder for disse to svingningsformer. Deres 
navne er baseret på den største modalamplitude, som for ”1. forlæns flap-
hvirvling” er , og for ”symmetrisk flap” er . Men omkring driftsom-
løbstallet skifter de to svingningsformer modalamplituder, og de burde derfor 
også skifte navn her. I selve driftspunktet er bevægelsen af bladene en kombina-
tion af en symmetrisk eller en forlæns hvirvlende flap. Denne kombination af 
svingningsformer findes også andre steder i Campbell diagrammet. 
F
fA 0fA
Kombinationer af svingningsformer er endnu mere kompleks for 1. kant-
hvirvlinger og 2. flap-hvirvlinger, hvis frekvenser ligger indimellem hinanden 
for Bonus 600 kW møllen. Figur 9-4 viser modalamplituderne for disse fire 
svingningsformer. Der er ingen symmetriske indhold, men alle svingningsfor-
mer indeholder både forlæns og baglæns kant- og flap-hvirvlinger. Navngivnin-
gen er derfor vanskelig. Her er den baseret på den største modalamplitude i 
driftspunktet, hvilket selvfølgelig kan diskuteres. Det er en vigtig konklusion af 
denne modalanalyse, at svingningsformer ikke er isolerede og forbundet med en 
bestemt bladsvingningsform, men indeholder dele af flere bladsvingningsfor-
mer. Det viser også, at et blad opfører sig helt anderledes på navet end i en prø-
vestand gennem koblingen til resten af møllen. 
en mølles kant- og flap-
hvirvlinger  er ikke kun 
forbundet med hhv. flap- 
og kantsvingningsformer-
ne for bladene, men kan 
indeholde begge dele  
 
 
0
0.1
0.2
0.3
0.4
0.5
0.6
0.7
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5
Am
pl
itu
de
r[-
]
0
0.1
0.2
0.3
0.4
0.5
0.6
0.7
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5
Am
pl
itu
de
r[-
]
Omløbstal [rad/s]
1. forlæns flap-hvirvling
1. symmetrisk flap
A
0
f A
B
f A
F
f
A
F
eA
0
e  A
B
e
 
Figur 9-3. Modalamplituder som funktion af omløbstallet for rotorbladenes be-
vægelse i svingningsformerne: 1. forlæns flap-hvirvling og 1. symmetriske flap. 
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Figur 9-4. Modalamplituder som funktion af omløbstallet for rotorbladenes be-
vægelse i svingningsformerne: 1. baglæns og forlæns kant-hvirvling, 2. baglæns 
og forlæns flap-hvirvling. 
9.3.3 Svingningsretning for rotorbladene – aerodynamisk dæmpning 
Tidligere undersøgelser har vist, at bladenes bevægelse ud-af og i rotorplanet er 
afgørende for den aerodynamiske dæmpning [9-5]; generelt gælder at jo mere i-
rotorplanet bevægelse, jo lavere aerodynamisk dæmpning. Kant-hvirvlingerne 
bør derfor være lavest dæmpede af hvirvlingssvingningsformerne.  
Modalamplituderne i Figur 9-4 viser, at begge de to kant-hvirvlinger har et 
indhold af flap. Dette indhold er med til at bestemme bladenes svingningsret-
ning (forholdet ml. ud-af- og i-rotorplanet bevægelsen, se evt. Figur 9-6) i den 
pågældende svingningsform. I Figur 9-5 er tip-bevægelsen af et blad plottet for 
svingninger i de to kant-hvirvlinger. Det ses, at bladet svinger mere ud-af-
rotorplanet i en forlæns kant-hvirvling end i den baglæns. Det kan forklare, 
hvorfor målinger har vist [9-1], at den aerodynamiske dæmpning er højere for 
forlæns end for baglæns kant-hvirvling af Bonus 600 kW møllen. 
forlæns og baglæns kant-
hvirvlinger har ikke 
samme aerodynamiske 
dæmpning, fordi deres 
indhold af flap i bladenes 
bevægelse er forskellig 
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Figur 9-5. Bevægelse af en bladtip i møllens 1. baglæns og 1. forlæns kant-
hvirvlinger. Bevægelsen er set fra et med-roterende fast koordinatsystem, hvor 
tårn/nacelle-bevægelser er medtaget. 
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Figur 9-6. Svingningsretninger for bladtippen i udvalgte svingningsformer af 
Bonus 600 kW møllen. Svingningsretningen er målt udfra rotorplanet, som vist. 
Svingningsretningen for bladenes bevægelse i møllens svingningsformer er og-
så afhængig af omløbstallet. Figur 9-6 viser svingningsretningerne for de sving-
ningsformer, som svinger nærmest rotorplanet. Svingningsretningerne er bereg-
net udfra de maksimale ud-af- og i-rotorplanet bevægelser af blad-tippen i de 
forskellige svingningsformer. 
Den laveste svingningsretning findes for ”1. aksel-torsion”, der som den ene-
ste er uafhængig af omløbstallet. Den resulterende lave aerodynamiske dæmp-
ning af denne svingningsform kompenseres normalt af en høj dæmpning som 
følge af generator-slip. I driftspunktet er svingningsretningerne for kant-
hvirvlingerne som ventet lavere end for andre svingningsformer. 
9.3.4 Optimeret mølledynamik 
Det er muligt med små ændringer af modelparametrene at finde flere optima, 
hvor svingningsretningerne for møllens svingningsformer er størst mulige. 
Figur 9-7 viser svingningsretninger for de seks mest kritiske svingningsformer 
som funktion af forskellige modelparametre. Det ses, at nogle ændringer af møl-
lens design er bedre end andre.  
små ændringer af mo-
delparametre kan mak-
simere bladenes sving-
ningsretning for møllens 
svingningsformer Ingen ændringer kan forhindre at bladene svinger i rotorplanet for ”1. aksel-
torsion”. Ændringer af bladenes flap-frekvens og tårnets krøje-stivhed har heller 
ikke nogen større indflydelse på svingningsretningen for svingningsform num-
mer 7 (oprindeligt ”1. baglæns kant-hvirvling”), som har den næst-laveste 
svingningsretning. En ændring af bladenes kant-frekvens har derimod stor ind-
flydelse på svingningsretningerne. Det er således muligt ved en 10 % øgning af 
kant-frekvensen at opnå en væsentligt større svingningsretning for ”1. baglæns 
kant-hvirvling”. Det betyder dog at svingningsform nummer 8 (oprindeligt ”2. 
baglæns flap-hvirvling) bevæger sig mere i-rotorplanet, men stadig ikke mere 
end svingningsform nummer 7. Effekterne skyldes ændringer af koblingen mel-
lem 2. flap- og 1. kant-hvirvlingerne, idet placeringen af kant-hvirvlingsfre-
kvenserne i Campbell diagrammet bestemmes i høj grad af kant-frekvensen. 
Tårnets tilt-stivhed har ligeledes indflydelse på placeringen af 2. flap-hvirv-
lingsfrekvenserne, hvilket medfører at denne modelparameter også kan bruges 
til at optimere møllens dynamik. 
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Figur 9-7. Svingningsretninger for bladtippen i de seks udvalgte svingningsfor-
mer som funktion af forskellige modelparametre 
HAWCModal bliver et 
kraftigt værktøj til op-
timering af mølledy-
namik 
Det må pointeres, at konklusionerne ovenfor ikke er generelle, men kun er et 
approksimativt svar på muligheder for optimering af Bonus 600 kW møllen 
med hensyn til svingningsretningerne. Men det er sikkert at noget kan gøres for 
at forbedre møllers struktur-dynamiske egenskaber ved hjælp af den viste meto-
de. Den bliver i øjeblikket implementeret i programmet HAWCModal, og det 
bliver et kraftigt værktøj til optimering af mølledynamik. 
9.4 Fremtidens stabilitetsanalyseværktøj 
Ved løsningen af egenværdiproblemet til modalanalysen beregnes også de 
strukturelle dæmpningseksponenter, som direkte giver de logaritmiske dekre-
menter for svingningsformerne. Som et eksempel på sådan en beregning viser 
Figur 9-8 de logaritmiske dekrementer for de ti svingningsformer i Campbell 
diagrammet i Figur 9-2. Det er kun et eksempel, fordi den strukturelle dæmp-
ning i den simple møllemodel ikke er eksakt tunet til dæmpningen af den virke-
lige mølle. Der er en smule variation af dekrementerne med omløbstallet, hvil-
ket skyldes variationer i svingningsformerne. 
Et negativt logaritmisk dekrement viser, at amplituden af svingninger i den 
tilhørende svingningsform vil vokse i tiden. Et diagram som i Figur 9-8 bereg-
net for en aerodynamisk belastet mølle kan derfor anvendes til at udtale sig om, 
hvor langt møllen er fra en instabilitet. Beregningen af sådan et diagram kræver 
dog, at de aerodynamiske kræfter i en aeroelastisk model er skrevet på en lineær 
og eksplicit form.  
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Figur 9-8. Eksempel på strukturdæmpning som funktion af omløbstallet. De lo-
garitmiske dekrementer hører til egenfrekvenserne i Campbell diagrammet 
(Figur 9-2). 
I den kommende tid vil aerodynamikken i HAWC blive omskrevet så den op-
fylder disse krav. Den resulterende lineariserede aeroelastiske model vil blive 
brugt til at opbygge et stabilitetsanalyseværktøj, som vil kunne give svar på 
grundlæggende spørgsmål om dynamisk stabilitet for vindmøller. Værktøjet vil 
hjælpe med til at forstå hvad der sker under en instabilitet, så den kan undgås. 
Med tiden vil også interaktionen mellem struktur, aerodynamik og kontrolsy-
stemet kunne undersøges med dette værktøj. 
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10 Ulineære effekter af store vin-
geudbøjninger − Erik Nim 
10.1 Indledning 
I sædvanlige aeroelastiske beregningsprogrammer som HAWC og FLEX5 an-
tages det grundlæggende, at de elastiske deformationer af vingerne og andre 
konstruktionsdele er – i princippet – uendeligt små, hvorved der fås en lineær 
sammenhæng mellem belastning og deformation. Antagelsen om små deforma-
tioner betyder i praksis, at vinkeldeformationerne ikke må overstige i størrelses-
orden 10°, hvilket for mindre møller med forholdsvis stive vinger sædvanligvis 
ikke har givet problemer. Med større møller med mere fleksible vinger er det 
imidlertid blevet vanskeligere at opfylde kravet, men i mangel af mere avance-
rede modeller benyttes de sædvanlige aeroelastiske beregningsprogrammer ofte 
også i lasttilfælde med store vingeudbøjninger. Det er i den forbindelse vigtig at 
vide, hvilke effekter, de lineærere modeller ikke kan beskrive, og hvilke effek-
ter, der på trods af, at kravet om små udbøjninger ikke er opfyldt, beskrives til-
strækkeligt nøjagtigt. 
sædvanlige aeroe-
lastiske beregnings-
programmer er base-
ret på lineær teori 
- det kan give unøjag-
tigheder ved store ud-
bøjninger af vinger 
Der er i den forløbne periode arbejdet på at generalisere HAWC-metoden 
først og fremmest med henblik på at kunne tage højde for ulineære effekter af 
store vingeudbøjninger, men også for på længere sigt at få mulighed for en mere 
detaljeret modellering af nacellen og i sidste ende mulighed for at modellere 
møller, som er baseret på nye koncepter. Den udarbejdede model er benyttet til 
undersøgelse af ulineære effekter for LM 36.8 vingen, som er repræsentativ for 
dagens standard for møller i MW-klassen. 
ulineære effekter af sto-
re udbøjninger kan for-
udsiges med en genera-
liseret HAWC-model 
10.2 Generalisering af HAWC-metoden 
10.2.1 Beskrivelse af HAWC 
Grundlæggende for Risøs aeroelastiske beregningsprogram HAWC [10-4] er, at 
møllen opsplittes i et antal bevægelige konstruktionsdele eller substrukturer, 
som sammenkobles i bestemte koblingsknuder. Fra starten er disse substruktu-
rer valgt som de tre vinger (eller to for to-bladede møller), akslen/nacellen og 
tårnet. Koblingsknuderne ligger derfor i navcentret og i tårntoppen. De lokale 
deformationer af de enkelte substrukturer modelleres med Endelige Elementers 
Metode (FEM) baseret på et Timoshenko bjælke-element med to knuder og tolv 
frihedsgrader, som beskriver forskydning og vinkeldrejning i begge knuder i tre 
retninger. 
i HAWC er møllen 
opsplittet i substruktu-
rer 
Det, der er enestående for HAWC i forhold til andre aeroelastiske beregnings-
programmer, er en konsistent beskrivelse af inertikræfterne, der skyldes den 
sammensatte bevægelse af substrukturerne som helhed og de relative elastiske 
deformationer. Inertikræfterne, som er fordelt på et element, udtrykkes derved 
direkte ved Newtons 2. lov og transformeres til de to knuder v.h.a. virtuel arbej-
des princip. Med bevægelige substrukturer bliver inertikræfterne generelt uli-
neære og afhængige af vinkelhastigheden og vinkelaccelerationen af det lokale 
koordinatsystem, som er knyttet til en substruktur. Det er dog væsentlig at be-
mærke, at de elastiske deformationer indenfor en substruktur stadig antages 
små, og bevægelsesligningerne for en substruktur med et inertielt lokalt koordi-
natsystem reduceres derfor til det sædvanlige lineære ligningssystem af 2. or-
den. 
inertikræfterne i 
HAWC er konsistente 
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10.2.2 Modellering af geometriske ulineariteter med flere substrukturer 
En oplagt metode til at modellere tilfælde, hvor de elastiske deformationer in-
denfor en konstruktionsdel ikke længere kan regnes for små, er at opsplitte den 
pågældende konstruktionsdel i flere substrukturer, som så kan modelleres på 
samme måde som i HAWC. I ekstreme tilfælde med meget store udbøjninger 
kan hvert bjælkeelement specielt defineres som en substruktur, hvorved meto-
den nærmer sig tidligere beskrevne modeller [10-3]. For at kunne tage højde for 
store udbøjninger med denne metode, kræves altså en mere generel strukturdel i 
HAWC, således at substrukturerne og koblinger mellem disse skal kunne defi-
neres frit på brugerniveau. Med denne mere generelle opbygning vil der også på 
længere sigt være muligt at foretage en mere detaljeret modellering af nacellen 
og i sidste ende definere møller, som strukturmæssigt afviger væsentligt fra det, 
som er dagens standard. Dette vil naturligvis især kunne benyttes i forbindelse 
med aeroelastiske beregninger for møller, som er baseret på nye koncepter. 
geometriske ulineari-
teter kan forudsiges 
med en generaliset 
substrukturopsplitning 
i HAWC 
metoden kan også 
benyttes til en mere 
detaljeret modelle-
ring af nacellen 
10.2.3 Kort beskrivelse af den benyttede metode  
Teorien for en generaliseret HAWC-metode er udviklet og bliver beskrevet i 
detaljer i en separat rapport. I det følgende opsummeres de væsentligste forhold. 
Et grundlæggende element i metoden er, at der til hver substruktur knyttes 
seks frihedsgrader, som beskriver translation og rotation af det lokale koordinat-
system, der er knyttet til den pågældende substruktur. Dette er nyt i forhold den 
nuværende HAWC-model, hvor de absolutte hastigheder og accelerationer for 
en substruktur udtrykkes direkte via frihedsgraderne i koblingsknuderne. De tre 
translatoriske frihedsgrader defineres som koordinaterne til origo af det lokale 
koordinatsystem, mens rotationen beskrives med Euler-parametre [10-1], som 
giver en mere generel og på mange måder simplere beskrivelse end de ofte be-
nyttede Euler-vinkler. Af afgørende betydning er imidlertid, at der findes en 
éntydig relation mellem de tidsafledede Euler-parametre og vinkelhastigheden 
(samt mellem de anden tidsafledede Euler-parametre og vinkelaccelerationen). 
Det lokale koordinatsystem knyttes til en substruktur i en valgt knude ved at 
specificere, at de elastiske deformationer og de tilhørende tidsafledede i denne 
knude skal være nul. På denne måde hindres samtidig, at stivlegemebevægelse 
kan forekomme via elastiske deformationer, hvilket er et krav, da stivlegeme-
bevægelse allerede beskrives ved bevægelse af det lokale substruktur-koordinat-
system. 
position og rotation af 
en substruktur beskri-
ves med seks friheds-
grader  
Det er indtil videre antaget, at de globale randbetingelser altid er indspænding 
ved tårnbund, hvilket opnås ved at specificere, at det lokale koordinatsystem for 
første substruktur skal være inertielt. Med kun én substruktur fås derfor altid et 
lineær ligningssystem jævnfør bemærkningerne om inertilasterne i HAWC. 
Dæmpningen er indført på substrukturniveau som simpel Rayleigh-dæmp-
ning, d.v.s. at dæmpningsmatricen udtrykkes som summen af masse- og stiv-
hedsmatricerne skaleret med passende valgte faktorer. 
For at effektivisere tidsintegrationen og dermed nedsætte beregningstiden, er 
Craig-Bampton metoden [10-2] benyttet til reduktion af antallet af frihedsgra-
der. Med denne metode, som nærmest er standard indenfor dynamisk FEM, ud-
trykkes deformationerne i de indre knuder (knuder, som ikke kobler) af en 
substruktur via generaliserede koordinater. I sagens natur kobler disse generali-
serede koordinater ikke til de øvrige substrukturer. 
antallet af friheds-
grader reduceres med 
Craig-Bampton 
metoden 
der benyttes en simpel 
dæmpningsmodel 
den globale randbe-
tingelse er fast ind-
spænding 
Kobling af systemet er gjort ved at udtrykke visse frihedsgrader i koblings-
knuderne v.h.a. de øvrige frihedsgrader via de geometriske kompatibilitetsbe-
tingelser. Betingelserne for første og anden tidsafledede findes ved tidsdifferen-
tiation af kompatibilitetsbetingelserne. Der er foreløbig kun betragtet en stiv 
forbindelse (fast indspænding) med en konstant rotation mellem de implicerede 
systemet kobles via de 
geometriske kompati-
bilitetsbetingelser 
78  Risø-R-1272(DA) 
substrukturer, men det vil være forholdsvis simpelt at indføre kompatibilitetsbe-
tingelserne for et leje på et senere tidspunkt. 
Metoden er implementeret i programmeringssproget C i form af et bereg-
ningsprogram, som grundlæggende består af tre hovedmoduler. Et modul relate-
rer til det benyttede Timoshenko bjælkeelement og består fortrinsvis af funktio-
ner, som er overført direkte fra HAWC. Det andet modul relaterer til substruktu-
rerne, mens det tredje modul relaterer til strukturen som helhed. Med denne op-
bygning er det forholdsvis simpelt at ændre den valgte bjælkeelementmodel, 
hvis det på et senere tidspunkt findes fordelagtigt. Udover de tre hovedmoduler 
har programmet en række hjælpemoduler, som består af funktioner til beregning 
af lineær algebra, endelige rotationer m.m. 
Metoden er implemen-
teret i C 
10.3 Beregnings-eksempler for LM 36.8 vingen 
Der er gennemført en serie beregninger for LM 36.8 vingen, som bl.a. er benyt-
tet på Middelgrundsmøllerne. Vingen er defineret alene udfra geometrien og 
masse-stivhedsfordelingen, som er oplyst fra LM. Dette gælder dog ikke for 
torsionsstivheden, som ikke er oplyst, og som derfor i stedet er tilpasset, så tor-
sionsfrekvensen ligger på godt 15 Hz. Endvidere er vingen defineret uden den 
specielle forkrumning (omkring 1 m) for at få mere generelle resultater. Dæmp-
ningsparametrene er tilpasset, så det logaritmiske dekrement ligger omkring 4% 
for flapvise svingninger og omkring 6% for kantvise svingninger. Der benyttes 
fortrinvis stivhedsproportional dæmpning. 
Figur 10-1 viser vingen og den benyttede trekantsfordelte last i det inertielle 
koordinatsystem. Det skal bemærkes, at vingen tænkes monteret på en 1,2 m 
stiv konsol (nav), således at tippen ligger i z = 38,0 m. Vingen er defineret med 
elleve bjælkeelementer, mens konsollen er defineret med et element. I forbin-
delse med de ulineære beregninger er vingen opdelt i tre substrukturer, som er 
sammenkoblet i knuder, som ligger i z = 20,2 m og z = 32,2 m.  
der benyttes tre 
substrukturer for de 
ulineære beregninger 
 
 
 
 
Figur 10-1. LM 36.8 vingen defineret på en 1,2 m konsol. Vingen er vist sam-
men med det inertielle koordinatsystem samt den benyttede trekantsfordelte 
flaplast. 
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De laveste egenfrekvenser er beregnet med standard værktøjer udfra de opstille-
de masse- og stivhedsmatricer, og det er kontrolleret, at der numerisk set fås 
eksakt de samme værdier med henholdsvis én og tre substrukturer. De beregne-
de otte laveste egenfrekvenser er angivet i Tabel 10-1. 
 
Tabel 10-1. De otte laveste egenfrekvenser for LM 36.8 vingen (uden forkrum-
ning) beregnet med den opgivne geometri og masse-stivhedsfordeling. 
 
Nr. Beskrivelse Frekvens 
  Hz 
1 1. flap         1,116 
2 1. kant         1,794 
3 2. flap         3,037 
4 2. kant         5,690 
5 3. flap         6,314 
6 4. flap       10,814 
7 3. kant       12,893 
8 1. torsion       15,322 
10.3.1 Statisk trekantsfordelt flaplast 
Indledningsvis er der foretaget en serie kvasi-statiske beregninger med en tre-
kantsformet flaplast (y-retningen), som vokser langsomt over 200 s fra 0 til 20 
kN/m i tippen. Der tages ikke hensyn til tyngdelasten. Følgende beregningstil-
ælde er gennemført. f
 
en langsomt voksende 
trekantsfordelt last i 
flapretningen modelle-
rer vindens statiske 
påvirkning 
1. Lineær beregning med én substruktur 
2. Ulineær beregning med tre substrukturer og med lasten påført i det inertiel-
le koordinatsystem 
3. Ulineær beregning med tre substrukturer og med lasten påført i de lokale 
substruktur-koordinatsystemer 
Det bemærkes, at lasten for tilfælde 3 tilnærmelsesvis er vinkelret på vingens 
længdeakse, og det vil sandsynligvis være dette tilfælde, som modellerer den 
virkelige vindlast bedst. Beregningsresultaterne i form af absolut position (i 
inertialkoordinater) af tip og laster i roden vist på Figur 10-2 for de tre tilfælde. 
Det skal understreges, at vinkeldrejningen af tippen sker omkring en akse, som 
generelt varierer i forhold til det inertielle koordinatsystem p.g.a. struktur-
pitchen. Rotationsaksen er dog tilnærmelsesvis parallel med den inertielle x-
akse. 
Som det fremgår af figuren giver de ulineære beregninger for begge lasttilfæl-
de en mindre udbøjning i flapretningen i forhold til den lineære beregning. Ved 
en udbøjning på 7 m er forskellen ca. 0,4 m, og da flapudbøjningen for denne 
størrelse af vinger ofte er dimensionsgivende p.g.a. kravet om frigang fra tårnet, 
er denne effekt ikke ubetydelig. Omvendt resulterer de ulineære beregninger 
tilsyneladende i øgede kantvise udbøjninger af tippen, hvilket sandsynligvis 
skyldes en forstærkning af koblingen mellem flapvis og kantvis udbøjning via 
strukturpitchen. I tilfældet (S), hvor lasten er påført i substruktur-koordinat-
systemerne, skyldes den øgede udbøjning i kantretningen dog også, at lasten får 
en komposant i kantretningen ved store udbøjninger. Effekten af de store udbøj-
ninger på den aksiale position af tip og dermed på rotorradius er ca. 1,2 m ved 
en flapvis udbøjning på 7 m. Hvad angår bøjningsmomenterne i roden er det 
bemærkelsesværdigt, at flapmomentet forudsiges forholdsvis nøjagtig med en 
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lineær beregning. Kant- og pitchmomenteterne afhænger derimod stærkt af, om 
beregningen er lineær eller ulineær. Dette skyldes naturligvis, at lasten i de uli-
neære tilfælde tilnærmelsesvis påføres vingen i dens udbøjede form, mens la-
sten i det lineære tilfælde påføres den ikke udbøjede vinge. 
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Figur 10-2. Udbøjning af tip og bøjningsmomenter i rod for LM 36.8 vingen 
som funktion af lasten per énhedslængde i tippen af en langsomt voksende tre-
kantsfordelt flaplast. I det lineære tilfælde er der benyttet én substruktur, mens 
der i de ulineære tilfælde er benyttet tre substrukturer. Lasten for de ulineære 
tilfælde er påført i hhv. det inertielle koordinatsystem (I) og i de lokale sub-
struktur-koordinatsystemer (S). 
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Som nævnt er det især flapudbøjningen, som i det givne eksempel er interes-
sant, og den relative forskel mellem flapudbøjningerne for det lineære og det 
ulineære tilfælde som funktion af den normerede flapudbøjning er derfor vist på 
Figur 10-3. Resultaterne kan sandsynligvis give et fingerpeg om effekten for 
andre vinger, som stivhedsmæssigt ikke afviger væsentligt fra LM 36.8 vingen. 
flapudbøjningen redu-
ceres p.g.a. ulineære 
effekter 
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Figur 10-3. Forskel mellem flapvis udbøjning af LM 36.8 m vingen med en li-
neær og en ulineær beregning som funktion af normeret flapvis udbøjning  
10.3.2 Kraftimpuls i kantretningen for den udbøjede vinge 
For at få en indikation af de ulineære effekters indflydelse på dynamikken er der 
foretaget en serie beregninger, hvor den udbøjede og statiske vinge udsættes for 
en impuls i en bestemt retning. For både den statiske last og impulsen benyttes 
samme trekantsfordeling som i det statiske tilfælde. For de ulineære beregninger 
påføres lasterne i de lokale substrukturkoordinatsystemer. Den statiske last i 
tippen er valgt til 16 kN/m svarende til en flapudbøjning på ca. 6,2 m. 
dynamiske effekter 
undersøges ved at på-
føre vingen en impuls 
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Figur 10-4 viser resultaterne af en lineær og en ulineær beregning i et tilfælde 
med en kraftimpuls i kantretningen (x-retningen). Den benyttede impuls har en 
størrelse på 1 kN og en varighed på 0,1s. For at kunne sammenligne de viste 
størrelser direkte er nulpunktet forskudt med de tilsvarende værdier for det stati-
ske tilfælde. Den væsentligste forskel mellem resultaterne af den lineære og den 
ulineære beregning ses for pitch-momentet, som i det ulineære tilfælde påvirkes 
direkte af inertikræfterne fra de kantvise svingninger. Effekterne på den flapvise 
position og vinkeldrejning af tippen er begrænsede, men kan sandsynligvis have 
betydning for aerodynamikken. Ellers ses en lille reduktion af kantfrekvensen, 
men denne effekt er minimal. 
kantsvingninger giver 
pitch-momenter i vin-
geroden 
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Figur 10-4. Tidsspor af tipudbøjning og bøjningsmomenter i rod for den udbø-
jede LM 36.8 m vinge, som påføres en kraftimpuls i kantretningen til tiden nul. 
Nulpunktet for de viste størrelser er forskudt med de tilsvarende statiske værdi-
er. 
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10.3.3 Kraftimpuls i flapretningen for den udbøjede vinge 
Figur 10-5 viser resultaterne af en lineær og en ulineær beregning i tilfældet 
med en kraftimpuls i flapretningen (y-retningen). Den benyttede impuls har en 
størrelse på 1 kN og en varighed på 0,1 s. Den væsentligste effekt af de geome-
triske ulineariter er her en forøgelse af flapfrekvensen, hvilket stemmer overens 
med det forhold, at vingen forekommer stivere i det ulineære tilfælde. Ellers ses 
en svag effekt på pitchmomentet, hvilket fortrinsvis skyldes, at flap- og kantud-
bøjning er koblet via strukturpitchen. 
flapfrekvensen øges 
p.g.a. geometriske 
ulineariteter 
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Figur 10-5. Tidsspor af tipudbøjning og bøjningsmomenter i rod for den udbø-
jede LM 36.8 m vinge, som påføres en kraftimpuls i flapretningen til tiden nul. 
Nulpunktet for de viste størrelser er forskudt med de tilsvarende statiske værdi-
er. 
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10.3.4 Momentimpuls i pitch-retningen for den udbøjede vinge 
Figur 10-6 viser resultaterne af en lineær og en ulineær beregning i tilfældet 
med en momentimpuls i pitchretningen (om z-aksen). Den benyttede impuls har 
en størrelse på 1 kNm og en varighed på 0,02s. Som det ses af figuren, giver 
den ulineære beregning en vis kobling mellem vinkeldrejningen af tippen (eller 
pitchmomentet) og udbøjning af tippen. Koblingen er især tydelig for den kant-
vise udbøjning, hvilket stemmer overens med, hvad der tidligere er fundet for en 
kraftimpuls i kantretningen. At vingen tilsyneladende svinger svagt med flap-
frekvensen i det lineære tilfælde skyldes sandsynligvis, at der ikke er fuldstæn-
dige statiske forhold, når impulsen påføres. 
 
 
-25.0
-20.0
-15.0
-10.0
-5.0
0.0
5.0
10.0
15.0
20.0
25.0
-0.5 0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
Ka
nt
vi
s 
tip
ud
bø
jni
ng
 [m
m]
Tid [s]
 Ulineær (S)
-6.0
-4.0
-2.0
0.0
2.0
4.0
6.0
-0.5 0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
Fl
ap
vis
 ti
pu
db
øjn
ing
 [m
m]
Tid [s]
-0.20
-0.15
-0.10
-0.05
0.00
0.05
0.10
0.15
0.20
0.25
0.30
-0.5 0.0 0.5 1.0 1.5 2.0V
in
ke
ld
re
jni
ng
 af
 tip
 [g
rad
er]
Tid [s]
-40
-30
-20
-10
0
10
20
30
40
50
-0.5 0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
Fl
ap
m
om
nt
 i 
ro
d 
[kN
m]
Tid [s]
-250
-200
-150
-100
-50
0
50
100
150
200
250
-0.5 0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
Ka
nt
m
om
en
t i
 ro
d 
[kN
m]
Tid [s]
-60
-40
-20
0
20
40
60
-0.5 0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
Pi
tc
hm
om
en
t i
 ro
d 
[kN
m]
Tid [s]  
 Lineær
Figur 10-6. Tidsspor af tipudbøjning og bøjningsmomenter i rod for den udbø-
jede LM 36.8 m vinge, som påføres en momentimpuls i pitchretningen til tiden 
nul. Nulpunktet for de viste størrelser er forskudt med de tilsvarende statiske 
værdier 
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10.4 Nogle generelle tendenser 
de generelle tendenser 
gælder kun for mode-
rate vingeudbøjninger 
Med udgangspunkt i det viste beregningseksempel skal der her forsøges at ud-
drage nogle generelle tendenser, som skyldes store udbøjninger af vinger, og 
som der med de sædvanlige aeroelastiske beregningsprogrammer ikke tages 
højde for. Det skal understreges, at de anførte effekter er fundet for moderate 
vingeudbøjninger, og i tilfælde med meget store udbøjninger med vinkeldrej-
inger op mod 90° kan der være andre effekter, som er dominerende n
 
1. Vingen forekommer stivere i flapretningen. Dette betyder, at udbøjningen i 
flapretningen overvurderes og at flapfrekvensen undervurderes med en li-
neær beregning. Denne tendens kan ses som konsekvens af, at en lineær 
model medfører en fiktiv forøgelse af vingens udfoldede længde ved store 
udbøjninger.  
2. Den effektive rotordiameter mindskes. Dette har naturligvis især betydning 
for elproduktionen, som skalerer med anden potens af rotordiameteren. For 
møller i MW-klassen er dette dog af sekundær betydning, da disse oftest er 
udstyret med en effektregulator. 
3. En statisk last i flapretningen giver et konstant pitchmoment i vingeroden. 
Endvidere giver svingninger i den udbøjede vinge – herunder især kant-
svingninger – et varierende pitchmoment i vingeroden. Derudover kommer 
der naturligvis også et bidrag fra tyngdekræfter. 
4. Flapmomentet i vingeroden påvirkes forholdsvis svagt af store udbøjnin-
ger. For kantmomentet er påvirkningen stærkere, men dette har næppe 
praktisk betydning. 
5. Effekten på vinkeldrejningen af tippen synes forholdsvis begrænset. Imid-
lertid vil selv meget små ændringer af indfaldsvinklen have indflydelse på 
de aerodynamiske laster, så denne effekt kan sandsynligvis have stor be-
tydning for møllens dynamiske respons på vindlasten. 
10.5 Konklusion 
Ulineære effekter af moderat store udbøjninger af LM 36.8 vingen, som repræ-
senterer dagens standard for møller i MW-klassen, er undersøgt med en genera-
liseret HAWC-model. Den væsentligste effekt er en reduktion af flap-
udbøjningen på omkring 5% ved en udbøjning på 20% af vingelængden. En 
anden væsentlig effekt er at laster – herunder specielt statiske laster i flapretnin-
gen og dynamiske laster fra kantsvingninger – på den udbøjede vinge giver 
pitch-momenter i vingeroden. Resultaterne indikerer desuden, at de ulineære 
effekter kan have betydning for aerodynamiske forhold. 
ulineære effekter af 
store vingeudbøjnin-
ger har betydning 
Den generaliserede HAWC-model vil forholdsvis nemt kunne udvides til også 
at inkludere et leje, og dermed kunne beskrive en hel mølle. Udover at tage høj-
de for ulineære effekter af store vingeudbøjninger vil denne model også kunne 
benyttes til at foretage en mere detaljeret modellering af nacellen, ligesom mo-
dellen på længere sigt vil kunne benyttes til at modellere møller, som struktur-
mæssigt afviger væsentligt fra det, som er nutidens standard. 
den generaliserede 
HAWC-model vil også 
kunne benyttes til en 
mere detaljeret model-
lering af nacellen 
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11 Usikkerhed ved opstilling af last-
grundlag – Gunner Larsen, Anders Melchior Hansen 
11.1 Introduktion 
fokus på udmattelses-
laster og usikkerhed i 
modelinput 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
kvantificering af usik-
kerheder ved anven-
delse af aeroelastiske 
beregninger og efter-
følgende analyse vha. 
2-level faktoriel meto-
de 
 
onshore og offshore 
placering er analyse-
ret 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
identifikation af væ-
sentlige input usikker-
heder 
 
 
usikkerhed i turbu-
lensbeskrivelse, Cl, Cd 
og udmattelseskarak-
teristikaer behandlet 
Design af en vindmøllekonstruktion omfatter stillingtagen til såvel ekstrem- 
som udmattelsesbelastning. Usikkerhed ved opstillingen af lastgrundlag om-
handler derfor generelt usikkerheder forbundet med bestemmelse af både ud-
mattelseslaster og ekstremlaster. I den foreliggende analyse fokuseres udeluk-
kende på usikkerheder knyttet til modellering af udmattelseslaster. 
Udmattelseslaster bestemmes traditionelt ved brug af aeroelastiske modeller. 
Aeroelastisk simulering er en matematisk forenkling af en række komplicerede 
fysiske fænomener. En sådan abstraktion introducerer usikkerhed af forskellig 
karakter. Dels er der usikkerheder forbundet med selve den matematiske forenk-
ling af den fysiske problemstilling - modelusikkerheder - dels er inputtet til den 
forenklede matematiske model ofte behæftet med en vis usikkerhed. Den fore-
liggende analyse afgrænses til kun at behandle usikkerhed knyttet til modelin-
puttet. 
Usikkerheden på modelinputtet varierer fra parameter til parameter - f.eks. er 
tyngdekræfter godt bestemt, mens turbulensen, visse materialeegenskaber og de 
aerodynamiske profilegenskaber er behæftet med større usikkerheder. Målet er 
at kortlægge usikkerheden på designlasterne hidrørende fra usikkerheden på et 
begrænset antal centrale inputparametre. Dette opnås ved at gennemføre et pa-
rameterstudium baseret på aeroelastiske simuleringer og efterfølgende anven-
delse af en 2-level factorial analysemetode, hvor de udvalgte inputdata varieres 
og den resulterende betydning for designlasterne klarlægges. 
Analysen er gennemført for en Bonus 2MW mølle på hhv. en onshore og en 
offshore placering, og usikkerheden i designlasterne hidrørende fra usikkerhe-
den i beskrivelsen af turbulensintensitet, aerodynamiske profilkarakteristika og 
materialeudmattelsesdata er kvantificeret. 
11.2 Karakteristiske usikkerheder 
En detaljeret pålidelighedsanalyse kræver kendskab til fordelingen af relevante 
levetidsestimater. Bestemmelsen af sådanne fordelinger kan baseres på kend-
skab til fordelingerne af variabiliteten i relevante inputparametre og efterføl-
gende gennemførelse af et meget stort antal aeroelastiske beregninger som led i 
en Monte Carlo analyse.  
Den foreliggende analyse er af en mere kvalitativ karakter, hvor de to hoved-
spørgsmål er 
 
• Hvilke inputusikkerheder er af primær betydning for usikkerheden på de-
signlasterne; og 
• Er usikkerheden på designlasterne additiv i f.h.t. usikkerheden på udvalg-
te inputparametre. 
 
Den valgte analyse er grundlæggende en form for avanceret følsomhedsanalyse. 
Indledningsvis afgrænses undersøgelsen til 4 centrale inputparametre som erfa-
ringsmæssigt dels er behæftet med en vis usikkerhed, dels potentielt påvirker 
bestemmelsen af udmattelsesdesignlaster i væsentlig grad. De valgte (input) 
parametre er: designturbulensintensiteten, Cl, Cd og interceptet (Log K) i en 
logaritmisk afbildning af Wöhler kurven.  
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karakteristisk usikker-
hed defineres som en 
afvigelse som har 50% 
sandsynlighed for 
overskridelse 
 
 
 
 
 
designturbulensinten-
sitet er defineret som 
summen af  middeltur-
bulensintensiteten og 
standard afvigelsen af 
turbulensintensiteten 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
usikkerheden på 
designturbulensinten-
siteten  afhænger af 
middelvindhastighe-
den 
 
Usikkerheden på den enkelte inputparameter beskrives som en karakteristisk 
værdi, hvilket løseligt formuleret er en usikkerhed af den rigtige størrelsesorden. 
Mere præcist definerer vi i denne sammenhæng en karakteristisk værdi som den 
(positive) afvigelse som har 50% sandsynlighed for at blive overskredet, givet at 
der a priori er tale om en positiv afvigelse fra et middelniveau. Nedenfor er de 
relevante karakteristiske usikkerheder kvantificeret, baseret på antagelser om de 
enkelte inputusikkerheders fordelingstype. 
11.2.1 Designturbulensintensitet 
Bestemmelse af udmattelsesdesignlaster baseres ofte på anvendelse af såkaldte 
designturbulensintensiteter [11-3], defineret som summen af  middelturbulens-
intensiteten og standardafvigelsen af turbulensintensiteten. I [11-1] er der udvik-
let en statistisk model på analytisk form til beskrivelse af usikkerhedsfordelin-
gen (og dermed den karakteristiske usikkerhed) af denne nominelle/reg-
ningsmæssige størrelse. 
Designturbulensintensiteten (DTI) er i almindelighed afhængig af middelvind-
hastigheden. Da DTI's afhængighed af middelvindhastigheden må forventes at 
være fundamentalt forskellig for on-shore og offshore sites, er modellen an-
vendt til bestemmelse af karakteristiske usikkerheder (som funktion af middel-
vindhastigheden) for såvel en on-shore- som en off-shore situation. I Figur 11-1 
og Figur 11-2 er de karakteristiske usikkerheder angivet for et sample bestående 
af 25 elementer. 
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Figur 11-1. Relativ karakteristisk usikkerhed for en on-shore site. 
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Figur 11-2. Relativ karakteristisk usikkerhed for en off-shore site. 
 
Som det fremgår, aftager den (relative) karakteristiske usikkerhed med stigende 
middelvindhastighed. Den aftager også med stigende sample størrelse idet den 
statistiske usikkerhed herved reduceres. Det ses endvidere at de (relative) karak-
teristiske usikkerheder er marginalt højere for off-shore sites sammenlignet med 
on-shore sites, samt at faldet i relativ usikkerhed er mindre udtalt i off-shore 
situationer end i on-shore situationer. 
11.2.2 Aerodynamik parametre 
De væsentligste aerodynamiske parametre knyttet til bestemmelse af designud-
mattelseslaster er lift (Cl) og drag (Cd) koefficienter. Bestemmelsen af disse er i 
nogen grad erfaringsafhængig., hvilket i væsentlig grad afspejles i usikkerheden 
på bestemmelsen af disse.  
Med henblik på en (grov) kvantificering af usikkerheden på disse parametre er 
der gennemført en "blindtest", hvor 4 erfarne modellører hver har givet deres 
bud på de mest realistiske Cl og Cd kurver [11-4]. Ved fastlæggelsen af de ae-
rodynamiske profilkarakteristika er hovedvægten lagt på indfaldsvinkler sva-
rende til normal drift af møllen.  
Baseret på disse kurver og en antagelse om normalfordelte værdier af disse 
profilkoefficienter for en given indfaldsvinkel, er der for henholdsvis Cl og Cd 
fastlagt middelkurver samt karakteristiske usikkerheder i h.h.t. definitionen gi-
vet ovenfor. 
I Figur 11-3 og Figur 11-4 er de resulterende Cl og Cd kurver vist for et 
NACA 63-424 profil. Hver figur viser en "middel" kurve samt middelkurven 
med tillæg af den fastlagte karakteristiske usikkerhed. 
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Figur 11-3. Middel samt middel + karakteristisk usikkerhed af de estimerede Cl 
kurver. 
NACA 63-424
0
0,2
0,4
0,6
0,8
1
1,2
1,4
-180 -120 -60 0 60 120 180
Angle of incidence (deg.)
C_
d Mean
Mean+uncertn.
 
Figur 11-4. Middel samt middel+karakteristisk usikkerhed af de estimerede Cd 
kurver. 
11.2.3 Interceptet logK 
Den anvendte materialeudmattelsesmodel er den simplest tænkelige - en Wöhler 
formulering kombineret med en Palmgren-Miner antagelse. 
udmattelsesmodellen er 
baseret på en Wöhler 
formulering kombineret 
med en Palmgren-
Miner antagelse 
 
Ståls udmattelsesegenskaber er relativt godt bestemt i den forstand at der fin-
des et fyldigt forsøgsmateriale. Som konsekvens heraf kan den statistiske usik-
kerhed på såvel Wöhler eksponenten som på interceptet logK antages at være 
forsvindende. Udmattelsesegenskaberne har dog en naturlig variabilitet. Udmat-
telsesforsøg udføres ofte med en foreskreven spændingsamplitude, og derfor 
beskrives den naturlige variabilitet i udmattelsesresultaterne konventionelt med 
en normalfordeling (af antal cykler til brud) betinget på spændingsamplituden. 
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Standardafvigelsen af denne normalfordeling antages at være uafhængig af 
spændingsamplituden og er typisk af størrelsesordenen 0.2 [11-6]. 
For laminater stiller sagen sig lidt anderledes. Her må vi i tilgift til den natur-
lige variabilitet i forsøgsresultaterne regne med en vis statistisk usikkerhed for-
årsaget af et mere sparsomt forsøgsmateriale. I det foreliggende tilfælde baseres 
usikkerhedsestimaterne på Echtermeyers laminatdata [11-9, 6-10]. Inkluderes 
den statistisk usikkerhed på estimaterne af Wöhlerkurve hældning og intercept, i 
tillæg til standardafvigelsen i residualerne i logN, kan standardafvigelsen på 
interceptet bestemmes til 0.4 [11-5]. 
Fra [11-5] og [11-8] opnås (middel)værdier for hhv. Wöhlereksponent og af-
skæring som angivet i Tabel 11-1. 
 
Tabel 11-1. Materialeparametre svarende til middel Wöhler kurver.  
Materiale Wöhlereksponent Log K 
Stål 3.0 13.4 
Laminat 7.9 25.8 
11.3 Analysemetoden 
Analysen er gennemført for en moderne 3-bladet aktivt stall reguleret vindmølle 
(Bonus 2MW), og den baserer sig på 8 karakteristiske designlasttyper (flapmo-
ment og kantmoment i vingeflange, flapmoment og kantmoment i bladradius 
6.2 m, 2 bøjningsmomenter i tårntop og 2 bøjningsmomenter i tårnbund).  
Som nævnt i afsnit 11.2 er turbulensforholdene på land og på vand fundamen-
talt forskellige. Derfor er der gennemført 2 uafhængige analyser som repræsen-
terer hhv. on-shore og off-shore site tilfælde. I begge tilfælde er designforud-
sætningerne valgt specificeret som et standard tilfælde i IEC 61400-1 (vindklas-
se I, turbulensklasse B) [11-3]. 
Den gennemførte analyse er grundlæggende baseret på en metodik betegnet 
"two-level factorial method" (TLFM) [11-1]. Med afgrænsningen til udmattel-
seslaster, kræver TLFM input i form af udmattelsesmål for de udvalgte design-
lasttyper. Disse etableres vha. aeroelastiske simuleringer, efterfølgende be-
stemmelse af de relevante ækvivalentlaster og slutteligt (via omregning til 
spændinger) fastlæggelse af det relative forbrug af den totale levetid. 
standardafvigelsen på 
logK residualerne for 
stål er 0.2 
 
standardafvigelsen på 
logK residualerne for 
laminat er 0.4 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
8 karakteristiske de-
signlasttyper betrag-
tes for en aktiv stall 
reguleret 2MW mølle
 
designforudsætninger 
som specificeret i IEC 
61400-1 
 
Anvendelse af TLFM som synteseredskab i den gennemførte sensitivitetsana-
lyse kræver at de betragtede parameterændringer følger et særligt mønster. Det-
te er anskueliggjort i nedenstående beregningsmatrix, hvor nødvendige kombi-
nationer af parameterværdierne er angivet. I tabellen refererer "m" til middel-
værdien af en relevant parameter, mens "s" refererer til summen af middelvær-
dien og den karakteristiske usikkerhed. 
der betragtes 3 
vindhastigheds-
regimer samt det 
totale lastspek-
For at dække et rimeligt spektrum af lastsituationer (og samtidigt muliggøre 
bestemmelse af et totalt driftslastspektrum) er der betragtet 3 middelvindhastig-
hedsregimer karakteriseret ved middelvindhastighederne hhv. 7.5m/s, 14.5m/s 
og 21.5m/s. 
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Tabel 11-2. Simuleringsmatrix med 16 elementarlasttilfælde defineret for TLFM. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
de aeroelastiske simu-
leringer er baseret på 
HAWC 
 
Simulation TI Cl Cd Log N 
1 m m m m 
2 m m m s 
3 m m s m 
4 m s m m 
5 s m m m 
6 m m s s 
7 m s m s 
8 m s s m 
9 s m m s 
10 s m s m 
11 s s m m 
12 m s s s 
13 s m s s 
14 s s m s 
15 s s s m 
16 s s s s 
 
 
Den skitserede analyse er gennemført isoleret for hvert middelvindhastigheds-
regime såvel som for det totale (drifts)lastspektrum. Udmattelsesmålet (det rela-
tive forbrug af den totale levetid) svarende til det totale lastspektrum bestemmes 
ved en vægtning af ækvivalentmomenterne svarende til hvert vindregime (med 
vægte som svarer til sandsynligheden for forekomsten af disse vindregimer) og 
en efterfølgende omsætning til det valgte udmattelsesmål. Ved fastlæggelsen af 
sandsynligheden for forekomsten af de betragtede vindregimer er der taget ud-
gangspunkt i sandsynlighedstæthedsfordelingen (Rayleigh fordeling) for mid-
delvindhastigheden (vindklasse I) som den er angivet i IEC 61400-1 [11-3]. 
11.3.1 Aeroelastisk modellering 
Den aeroelastiske modellering er baseret på finite-element koden HAWC [11-
7], hvor strukturmodellen er opbygget af 2-knuders prismatiske bjælkeelemen-
ter, hver med 6 frihedsgrader. Vindmøllen er opbygget af 3 substrukturer - tårn, 
hovedaksel og rotor. De to sidst nævnte er roterende substrukturer koblet dels 
indbyrdes, dels til tårnet. Belastningen på strukturen udgøres af aerodynamiske 
kræfter stammende fra det fluktuerende vindfelt samt af gravitationskræfter. 
Bestemmelsen af de aerodynamiske kræfter er baseret på anvendelse af blad-
elementteorien. Det fluktuerende vindfelt modelleres ved hjælp af en "state-of-
the-art" 3D turbulensgenerator med fysisk korrekte korrelationer mellem de tre 
turbulenskomposanter. 
Hvert elementarlasttilfælde (jf. Tabel 11-2) fastlægges/beskrives af 6 tidsse-
rier, hver med en tidslig udstrækning på 10 minutter og svarende til benyttelse 
af forskellige "seed's" i turbulensgeneratoren. Denne strategi er begrundet i hen-
synet til sikring af konvergens i udmattelsesmålet [11-11]. 
11.3.2 Ækvivalent momenter 
Udmattelsesanalysen er baseret på en Palmgren-Miner antagelse, hvor lastcyk-
lerne bestemmes ved hjælp af Rainflow Counting. Med udgangspunkt i dette 
bestemmes de udvalgte ækvivalent momenter med reference til 1Hz.  
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11.3.3 Udmattelsesmål 
Med udgangspunkt i de beregnede middelækvivalentmomenter, fastlægges de 
kritiske spændinger i hvert af de betragtede komponentsnit baseret på en anta-
gelse om én-akset spændingstilstand. Det antages herved, at torsionsbelastnin-
gen er lille således at forskydningsspændingerne kun bidrager marginalt til ud-
mattelsesforbruget.  
normeret levetids-
forbrug anvendes som 
udmattelsesmål 
 
Baseret på en Wöhlerformulering bestemmes slutteligt, for hver af de under-
søgte normalspændinger, det relative forbrug af total levetid. Det relative for-
brug af den totale udmattelseslevetid er i den foreliggende analyse det anvendte 
udmattelsesmål. 
11.3.4 2-level factorial method 
TLFM [11-1] syntetiserer så at sige elementarlasttilfældene fastlagt som be-
skrevet ovenfor. Metodikken har den fordel at de primære effekter (dvs. effek-
ten på udmattelsesdesignlasten hidrørende fra variation i kun én inputparameter) 
er bestemt med rimeligt sikkerhed fordi den i metoden baseres på realisationer 
af 8 forskellige lastsituationer (den er i realiteten en middeleffekt bestemt som 
gennemsnitseffekten af 8 estimater af den aktuelle effekt knyttet til hver sit ud-
viklingspunkt/parameterkombination). 
I tilgift til kvantitative oplysninger om de primære effekter giver analysen og-
så information om hvorvidt den resulterende usikkerhed på udmattelsesmålene 
kan opfattes som værende additiv i de betragtede parameterusikkerheder. 
11.4 Resultater 
For såvidt angår de primære effekter er analyseresultaterne i det følgende angi-
vet som den relative ændring i levetidsforbruget forårsaget af en given karakte-
ristisk inputparameterusikkerhed. I bestemmelsen af den relative ændring er 
levetidsforbruget svarende til de ikke usikkerhedsbehæftede inputparametre an-
vendt som normeringsfaktor.  
følgende designlaster 
er betragtet: 
σ1: vingerod; flap 
σ2: vingerod; kant 
σ3: vinge; R=6.2m; 
flap 
σ4: vinge; R=6.2m; 
kant 
σ5: tårnbund;⊥ rotor-
plan 
σ6: tårnbund; rotor-
plan 
σ7: tårntop;⊥ rotor-
plan 
σ8: tårntop; rotorplan
 
TLFM giver informa-
tion om effekten på 
designlaster hidrøren-
de fra usikkerhed i 
inputparametre 
 
Analogt er analyseresultaterne, associeret med koblingseffekter, angivet som 
den relative ændring i levetidsforbruget forårsaget af en given kombination af 
karakteristiske inputparameterusikkerheder. 
Den relative ændring i levetidsforbruget er bestemt i to punkter, beliggende 
længst mulig væk fra hovedbøjningsakserne, for de fire betragtede komponent-
tværsnit. 
Ved præsentationen af resultaterne er der anvendt følgende nomenklatur: σ1 er 
den kritiske normalspænding svarende til flapvis bøjning i vingens flangesnit 
(stål), σ2 er den kritiske normalspænding svarende til kantvis bøjning i vingens 
flangesnit (stål), σ3 er den kritiske normalspænding svarende til flapvis bøjning 
i vingetværsnittet R = 6.2m (laminat), σ4 er den kritiske normalspænding sva-
rende til kantvis bøjning i vingetværsnittet R = 6.2 m (laminat), σ5 er den kriti-
ske normalspænding svarende til bøjning ud af rotorplanet i tårnets bund (stål), 
σ6 er den kritiske normalspænding svarende til bøjning i rotorplanet i tårnets 
bund (stål), σ7 er den kritiske normalspænding svarende til bøjning ud af rotor-
planet i tårnets top (stål) og endelig er σ8 er den kritiske normalspænding sva-
rende til bøjning i af rotorplanet i tårnets top (stål). 
Resultaterne er i det følgende præsenteret dels for hver af de tre behandlede 
vindregimer, dels for et estimeret totalt levetidsspektrum baseret på disse tre 
elementarvindregimer ved foldning med en Rayleighfordeling svarende til 
vindklasse 1 i IEC 61400-1. 
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11.4.1 Vindregime [4m/s;11m/s]: 
 
Offshore: 
Tabel 11-3. Relativ ændring i levetidsforbruget forårsaget af karakteristiske 
usikkerheder i de analyserede inputvariable. 
 σ1 σ2 σ3 σ4 σ5 σ6 σ7 σ8 
Primære effekter         
DTI 0,13 0,01 0,05 0,04 0,12 0,13 0,10 0,15
C_l -0,13 0,00 -0,09 -0,05 -0,09 -0,17 -0,15 -0,19
C_d 0,04 0,01 0,25 0,01 -0,01 0,01 0,07 0,00
logK 0,34 0,37 0,73 0,84 0,34 0,33 0,34 0,33
Koblingseffekter         
(DTI,C_l) -0,19 -0,01 -0,22 -0,07 -0,13 -0,18 -0,22 -0,20
(DTI,C_d) 0,07 0,00 0,02 0,05 0,07 0,07 0,14 0,04
(DTI,logK) 0,02 0,00 0,02 0,01 0,02 0,02 0,02 0,02
(C_l,C_d) 0,25 0,02 0,58 0,02 0,24 0,27 0,23 0,27
(C_l,logK) -0,02 0,00 -0,03 -0,01 -0,01 -0,03 -0,02 -0,03
(C_d,logK) 0,01 0,00 0,07 0,00 0,00 0,00 0,01 0,00
(DTI,C_l,C_d) -0,10 0,01 -0,22 -0,02 -0,01 -0,06 -0,06 -0,05
(DTI,C_l,logK) -0,03 0,00 -0,07 -0,02 -0,02 -0,03 -0,03 -0,03
(DTI,C_d,logK) 0,01 0,00 0,01 0,02 0,01 0,01 0,02 0,01
(C_l,C_d,logK) 0,04 0,00 0,17 0,01 0,04 0,04 0,04 0,04
(DTI,C_l,C_d,logK) -0,02 0,00 -0,07 -0,01 0,00 -0,01 -0,01 -0,01
 
 
Onshore: 
Tabel 11-4. Relativ ændring i levetidsforbruget forårsaget af karakteristiske 
usikkerheder i de analyserede inputvariable. 
 σ1 σ2 σ3 σ4 σ5 σ6 σ7 σ8 
Primær effekt         
DTI 0,05 0,02 0,24 0,02 0,00 0,04 0,06 0,04
C_l -0,27 0,01 -0,39 -0,05 -0,15 -0,29 -0,24 -0,22
C_d -0,05 0,00 0,05 -0,01 -0,01 0,03 -0,03 -0,02
logK 0,36 0,37 1,10 0,86 0,36 0,36 0,36 0,34
Koblingseffekter         
(DTI,C_l) -0,05 0,00 -0,22 -0,02 -0,10 -0,06 -0,09 -0,04
(DTI,C_d) -0,20 0,00 -0,59 -0,05 -0,14 -0,16 -0,19 -0,16
(DTI,logK) 0,01 0,00 0,07 0,01 0,00 0,01 0,01 0,01
(C_l,C_d) 0,02 0,00 0,33 -0,02 0,09 -0,02 0,05 0,07
(C_l,logK) -0,04 0,00 -0,12 -0,02 -0,02 -0,04 -0,04 -0,03
(C_d,logK) -0,01 0,00 0,02 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00
(DTI,C_l,C_d) 0,02 0,01 0,44 -0,02 -0,04 -0,03 -0,05 -0,08
(DTI,C_l,logK) -0,01 0,00 -0,07 0,00 -0,02 -0,01 -0,01 -0,01
(DTI,C_d,logK) -0,03 0,00 -0,17 -0,01 -0,02 -0,03 -0,03 -0,02
(C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 0,10 -0,01 0,01 0,00 0,01 0,01
(DTI,C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 0,13 -0,01 -0,01 0,00 -0,01 -0,01
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11.4.2 Vindregime [11m/s;18m/s]: 
 
Offshore: 
Tabel 11-5. Relativ ændring i levetidsforbruget forårsaget af karakteristiske 
usikkerheder i de analyserede inputvariable. 
 σ1 σ2 σ3 σ4 σ5 σ6 σ7 σ8 
Primær effekt         
DTI 0,18 0,02 0,44 0,05 0,00 0,02 0,17 0,07
C_l 0,24 0,03 0,60 0,17 0,21 0,12 0,24 0,17
C_d -0,02 -0,01 0,03 -0,06 0,18 0,04 -0,03 -0,05
LogK 0,43 0,37 1,30 0,92 0,44 0,37 0,43 0,39
Koblingseffekter         
(DTI,C_l) -0,01 -0,01 -0,16 -0,05 -0,05 0,13 0,00 -0,04
(DTI,C_d) -0,02 -0,01 0,01 -0,04 0,07 -0,06 0,02 0,03
(DTI,logK) 0,03 0,00 0,13 0,02 0,00 0,00 0,03 0,01
(C_l,C_d) -0,03 0,01 -0,17 0,05 0,07 0,08 -0,04 0,06
(C_l,logK) 0,04 0,00 0,18 0,05 0,03 0,02 0,04 0,03
(C_d,logK) 0,00 0,00 0,01 -0,02 0,03 0,01 0,00 -0,01
(DTI,C_l,C_d) 0,00 0,01 0,12 0,04 0,18 0,00 0,01 0,03
(DTI,C_l,logK) 0,00 0,00 -0,05 -0,01 -0,01 0,02 0,00 -0,01
(DTI,C_d,logK) 0,00 0,00 0,00 -0,01 0,01 -0,01 0,00 0,00
(C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 -0,05 0,01 0,01 0,01 -0,01 0,01
(DTI,C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 0,03 0,01 0,03 0,00 0,00 0,00
 
 
Onshore: 
Tabel 11-6. Relativ ændring i levetidsforbruget forårsaget af karakteristiske 
usikkerheder i de analyserede inputvariable. 
 σ1 σ2 σ3 σ4 σ5 σ6 σ7 σ8 
Primær effekt         
DTI 0,16 0,02 0,51 0,10 0,03 0,15 0,17 0,16
C_l 0,09 0,01 0,16 0,05 -0,01 -0,05 0,08 0,00
C_d 0,13 0,02 0,60 0,07 0,12 -0,02 0,10 0,13
LogK 0,43 0,37 1,25 0,85 0,42 0,42 0,43 0,40
Koblingseffekter         
(DTI,C_l) 0,04 0,04 0,14 0,16 0,17 0,01 0,06 0,13
(DTI,C_d) -0,03 0,00 0,11 0,03 -0,06 0,02 -0,02 -0,04
(DTI,logK) 0,02 0,00 0,15 0,03 0,01 0,02 0,03 0,02
(C_l,C_d) 0,08 0,01 -0,02 0,06 -0,11 0,02 0,04 0,06
(C_l,logK) 0,01 0,00 0,05 0,01 0,00 -0,01 0,01 0,00
(C_d,logK) 0,02 0,00 0,18 0,02 0,02 0,00 0,01 0,02
(DTI,C_l,C_d) 0,17 0,01 0,29 0,03 0,21 0,34 0,14 0,09
(DTI,C_l,logK) 0,01 0,01 0,04 0,05 0,03 0,00 0,01 0,02
(DTI,C_d,logK) 0,00 0,00 0,03 0,01 -0,01 0,00 0,00 -0,01
(C_l,C_d,logK) 0,01 0,00 -0,01 0,02 -0,02 0,00 0,01 0,01
(DTI,C_l,C_d,logK) 0,03 0,00 0,09 0,01 0,03 0,05 0,02 0,01
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11.4.3 Vindregime [18m/s;25m/s]: 
 
Offshore: 
Tabel 11-7. Relativ ændring i levetidsforbruget forårsaget af karakteristiske 
usikkerheder i de analyserede inputvariable. 
 σ1 σ2 σ3 σ4 σ5 σ6 σ7 σ8 
Primær effekt         
DTI 0,12 0,05 0,40 0,21 0,33 0,27 0,16 0,12
C_l 0,00 -0,07 -0,01 -0,31 -0,14 -0,10 0,02 0,00
C_d 0,10 -0,03 0,23 -0,15 0,10 0,10 0,08 0,05
logK 0,41 0,36 1,11 0,86 0,41 0,40 0,43 0,40
Koblingseffekter         
(DTI,C_l) 0,00 0,00 0,11 0,02 -0,01 -0,18 -0,02 0,00
(DTI,C_d) -0,07 -0,04 -0,21 -0,21 0,13 0,30 -0,08 -0,01
(DTI,logK) 0,02 0,01 0,12 0,06 0,05 0,04 0,02 0,02
(C_l,C_d) 0,00 0,01 -0,07 0,03 -0,08 -0,02 -0,01 -0,03
(C_l,logK) 0,00 -0,01 0,00 -0,09 -0,02 -0,02 0,00 0,00
(C_d,logK) 0,02 0,00 0,07 -0,04 0,02 0,02 0,01 0,01
(DTI,C_l,C_d) 0,01 0,02 0,08 0,12 0,02 0,04 0,03 0,02
(DTI,C_l,logK) 0,00 0,00 0,03 0,01 0,00 -0,03 0,00 0,00
(DTI,C_d,logK) -0,01 -0,01 -0,06 -0,06 0,02 0,05 -0,01 0,00
(C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 -0,02 0,01 -0,01 0,00 0,00 0,00
(DTI,C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 0,02 0,04 0,00 0,01 0,00 0,00
 
 
Onshore: 
Tabel 11-8. Relativ ændring i levetidsforbruget forårsaget af karakteristiske 
usikkerheder i de analyserede inputvariable. 
 σ1 σ2 σ3 σ4 σ5 σ6 σ7 σ8 
Primær effekt         
DTI 0,10 0,03 0,19 0,16 0,06 0,03 0,09 0,07
C_l 0,03 0,02 0,09 0,05 -0,09 -0,09 -0,01 -0,03
C_d 0,07 -0,02 0,18 -0,10 0,10 -0,17 0,07 0,01
logK 0,42 0,37 1,11 0,87 0,34 0,29 0,40 0,37
Koblingseffekter         
(DTI,C_l) -0,06 0,03 -0,07 0,10 0,02 0,01 -0,03 -0,01
(DTI,C_d) -0,05 0,01 -0,15 0,01 0,07 0,09 -0,02 0,00
(DTI,logK) 0,01 0,01 0,06 0,05 0,00 0,01 0,01
(C_l,C_d) -0,02 0,01 -0,05 0,04 0,19 0,28 -0,01 0,04
(C_l,logK) 0,01 0,00 0,03 0,02 -0,01 -0,01 0,00 0,00
(C_d,logK) 0,01 0,00 0,05 -0,03 0,02 -0,03 0,01 0,00
(DTI,C_l,C_d) 0,01 0,02 0,15 0,10 0,02 0,16 0,02 0,05
(DTI,C_l,logK) -0,01 0,00 -0,02 0,03 0,00 0,00 -0,01 0,00
(DTI,C_d,logK) -0,01 0,00 -0,04 0,00 0,01 0,01 0,00 0,00
(C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 -0,01 0,01 0,03 0,04 0,00 0,01
(DTI,C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 0,04 0,03 0,00 0,02 0,00 0,01
0,01 
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11.4.4 Totalt lastspektrum: 
 
Offshore: 
Tabel 11-9. Relativ ændring i levetidsforbruget forårsaget af karakteristiske 
usikkerheder i de analyserede inputvariable. 
 σ1 σ2 σ3 σ4 σ5 σ6 σ7 σ8 
Primær effekt         
DTI 0,14 0,02 0,31 0,08 0,20 0,22 0,15 0,11
C_l 0,02 0,00 0,08 -0,01 -0,01 -0,06 0,04 0,02
C_d 0,04 0,00 0,20 -0,05 0,12 0,08 0,04 -0,01
logK 0,39 0,37 1,04 0,88 0,41 0,39 0,40 0,37
Koblingseffekter         
(DTI,C_l) -0,08 -0,01 -0,03 -0,04 -0,03 -0,12 -0,08 -0,08
(DTI,C_d) 0,00 -0,01 -0,11 -0,04 0,11 0,22 0,03 0,02
(DTI,logK) 0,02 0,00 0,09 0,02 0,03 0,03 0,02 0,02
(C_l,C_d) 0,09 0,01 0,10 0,03 -0,01 0,01 0,06 0,11
(C_l,logK) 0,00 0,00 0,02 0,00 0,00 -0,01 0,01 0,00
(C_d,logK) 0,01 0,00 0,06 -0,02 0,02 0,01 0,01 0,00
(DTI,C_l,C_d) -0,04 0,01 0,00 0,03 0,07 0,03 -0,01 0,00
(DTI,C_l,logK) -0,01 0,00 -0,01 -0,01 -0,01 -0,02 -0,01 -0,01
(DTI,C_d,logK) 0,00 0,00 -0,03 -0,01 0,02 0,03 0,00 0,00
(C_l,C_d,logK) 0,01 0,00 0,03 0,01 0,00 0,00 0,01 0,02
(DTI,C_l,C_d,logK) -0,01 0,00 0,00 0,01 0,01 0,00 0,00 0,00
 
 
Onshore: 
Tabel 11-10. Relativ ændring i levetidsforbruget forårsaget af karakteristiske 
usikkerheder i de analyserede inputvariable. 
 σ1 σ2 σ3 σ4 σ5 σ6 σ7 σ8 
Primær effekt         
DTI 0,10 0,02 0,27 0,09 0,05 0,04 0,10 0,10
C_l -0,07 0,01 0,01 0,01 -0,07 -0,09 -0,06 -0,08
C_d 0,05 0,01 0,25 0,01 0,10 -0,15 0,05 0,06
logK 0,40 0,37 1,14 0,86 0,36 0,31 0,39 0,38
Koblingseffekter         
(DTI,C_l) -0,03 0,02 -0,06 0,09 0,06 0,01 -0,02 0,05
(DTI,C_d) -0,10 0,00 -0,17 -0,01 0,02 0,07 -0,08 -0,07
(DTI,logK) 0,02 0,00 0,08 0,03 0,01 0,01 0,02 0,02
(C_l,C_d) 0,03 0,01 0,03 0,03 0,09 0,24 0,03 0,06
(C_l,logK) -0,01 0,00 0,00 0,00 -0,01 -0,01 -0,01 -0,01
(C_d,logK) 0,01 0,00 0,07 0,00 0,02 -0,02 0,01 0,01
(DTI,C_l,C_d) 0,06 0,01 0,24 0,02 0,08 0,17 0,04 0,03
(DTI,C_l,logK) 0,00 0,00 -0,02 0,03 0,01 0,00 0,00 0,01
(DTI,C_d,logK) -0,02 0,00 -0,05 0,00 0,00 0,01 -0,01 -0,01
(C_l,C_d,logK) 0,00 0,00 0,01 0,01 0,01 0,04 0,00 0,01
(DTI,C_l,C_d,logK) 0,01 0,00 0,07 0,01 0,01 0,03 0,01 0,00
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usikkerheden i design-
lasterne stammer 
overvejende fra usik-
kerhed i beskrivelsen 
af materialernes ud-
mattelsesegenskaber 
 
 
 
usikkerhedseffekten 
hidrørende fra 
laminater er mere 
udtalt end fra stål 
 
For såvidt angår de primære effekter fremgår det klart at usikkerheden i de ana-
lyserede levetidsestimater helt overvejende stammer fra usikkerheden i beskri-
velsen af materialernes udmattelsesegenskaber. Effekterne hidrørende fra usik-
kerheder i fastlæggelsen af profilkarakteristika, samt fra usikkerhed i DTI, er 
noget mindre, og disse effekter er endvidere af nogenlunde samme størrelsesor-
den (for såvel blad- som tårnlaster). 
Det er ydermere karakteristisk, at effekten på levetidsestimaterne hidrørende 
fra usikkerheden i materialernes udmattelseseffekter (som forventet) er nogen-
lunde invariant i forhold til belastningssituationen (vindregime, offshore/-
onshore), men til gengæld afhænger dramatisk af det konkrete materiales (usik-
kerheds-) karakteristika; dvs. hvorvidt der er tale om stål eller om glasfiberla-
minat. Det er tydeligt at effekten på usikkerheden i levetidsestimaterne hidrø-
rende fra usikkerheden i udmattelseskarakteristika er langt større for glasfiber-
laminater end for stål, hvilket skyldes at udmattelsesparametrene for glasfiber 
laminatet, i tilgift til den naturlige variabilitet, indeholder statistisk usikkerhed. 
Der synes ikke at være væsentlig forskel i usikkerheden på levetidsestimater-
ne, knyttet til hhv. onshore og offshore tilfældet, for bladudmattelseslasterne 
svarende til det totale lastspektrum, mens der for tårnudmattelseslasterne kan 
spores nogen forskel. Her er den mest iøjnefaldende forskel en noget større ef-
fekt på usikkerheden i tårnbundlasterne stammende fra usikkerheden på DTI i 
offshore tilfældet sammenlignet med onshore tilfældet. Tendensen til større re-
sulterende usikkerhed i levetidsestimater, hidrørende fra usikkerheden i DTI, for 
offshore situationen sammenlignet med onshore situationen er generel og for-
ventelig, idet den relative usikkerheden på DTI simpelthen er størst for offshore 
situationen (jf. Figur 11-2 og Figur 11-3).  
forskelle i onshore 
hhv. offshore tilfælde 
manifesterer sig pri-
mært i tårnlasterne - 
dette resultat kan være 
influeret af en util-
strækkelig grad af 
konvergens i udmat-
telsesmålet
Forskellen i usikkerheden på levetidsestimaterne knyttet til tårnlasterne for 
hhv. onshore og offshore tilfældet var ikke apriori forventet og kan skyldes util-
strækkelig grad af konvergens i de tilgrundlæggende levetidsestimater (selv ved 
anvendelse af midlede estimater baseret på 6 forskellige seed's for hver eneste 
belastningssituation). I [11-11] er det anskueliggjort at usikkerheden på bereg-
nede ækvivalentmomenter generelt er større for tårnlaster end for bladlaster - 
dette gælder i særlig grad for vindregimer karateriseret ved høj middelvindha-
stighed som ofte dominerer det totale lastspektrum. I forhold til analysen i [11-
11] opereres i det foreliggende tilfælde med levetidsestimater i stedet for ækvi-
valentmomenter, og den beregningsmæssige usikkerhed på levetidsestimaterne 
må, alt andet lige, forventes at være større end usikkerheden på ækvivalentmo-
menter1. I tilgift hertil opererer vi i den foreliggende analyse med differenser i 
levetidsestimater hvilket yderligere forøger den beregningsmæssige usikkerhed. 
På den anden side involverer den skitserede analyse andre midlinger end mid-
lingen over 6 seed's for hver belastningssituation, idet TLFM (for de primære 
effekters vedkommende) er baseret på gennemsnitseffekten af 8 estimater. Her-
udover er det totale lastspektrum fremkommet som et (vægtet) middel af 3 indi-
viduelle lastsituationer. Den resulterende beregningsmæssige usikkerhed i de 
fastlagte usikkerheder på (tårn) levetidsestimaterne er styret af ovennævnte fak-
torer, og en kvantificering af denne bør foretages, hvilket dog ikke har været 
muligt inden for nærværende projekts rammer. 
Hvad angår de analyserede vindregimer så spores der forskelle disse imellem 
- det har dog ikke været muligt at identificere en systematisk afhængighed af 
usikkerheden på levetidsestimaterne som funktion af stigende middelvindha-
stighed. 
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1 Sammenhængen mellem ækvivalentmoment og udmattelsesforbrug er populært sagt givet ved 
en potenslov med en potens væsentlig større end 1. 
Endelig afspejler resultaterne (forventelige) kvalitative træk. Flaplasterne ses 
således at være langt mere følsomme overfor usikkerheder i parametre som rela-
terer til de aerodynamiske laster (DTI, Cl, Cd) end kantlasterne som i langt hø-
jere grad er domineret af gravitationslaster.  
I tilgift til resultaterne vedrørende de primære effekter giver analysemetoden 
også oplysninger om hvorvidt de undersøgte usikkerheder er additive i forhold 
til den resulterende usikkerhed i det valgte udmattelsesmål. Såfremt dette ikke 
er tilfældet kan interaktionen mellem disse enkelt kvantificeres baseret på de 
beregnede krydskorrelationer. 
Som det fremgår er koblingseffekterne ikke negligible selv om de generelt er 
mindre end de primære effekter. Koblingseffekterne er nogenlunde af samme 
størrelsesorden for tårnlaster og for bladlaster, og for bladlasternes vedkom-
mende er koblingseffekterne mindre dominerende for kantbelastning end for 
flapbelastning.  
koblingseffekter 
er generelt ikke 
negligible 
 
11.5 Konklusion 
Med baggrund i en række simplificerende antagelser er der foretaget en analyse 
af usikkerheden på opstilling af lastgrundlag, for såvidt angår udmattelseslaster, 
hidrørende fra 4 centrale inputparametre. Analysen er baseret på en stor moder-
ne 3-bladet aktivt stall reguleret vindmølle for hhv. en onshore- og en offshore 
situation, og undersøgelsens resultater må som udgangspunkt regnes for at være 
specifikke for denne mølle (og for de betragtede belastningssituationer), selvom 
tilsvarende analyser af sammenlignelige møller (størrelse, koncept) formentlig 
vil give nogenlunde samme resultater. 
På baggrund af den gennemførte analyse kan det konkluderes at: 
 
• Usikkerheden i materialernes udmattelsesegenskaber er den dominerende 
faktor hvad angår usikkerheden i levetidsestimater og at effekten herfra er 
ganske betydelig; 
• Usikkerheden i levetidsestimater, hidrørende fra usikkerheder i materialer-
nes udmattelsesegenskaber, afhænger ikke hverken af lasttype (σi) eller af 
lastsituation (vindregime, offshore/onshore) men udelukkende af det kon-
krete materiale; 
• Usikkerhederne i levetidsestimatet hidrørende fra usikkerhederne i den ae-
rodynamiske belastning (dvs. stammende fra usikkerheder i DTI, Cl, Cd) er 
nogenlunde af samme størrelsesorden og de er ikke negligible; 
• Usikkerheden på de betragtede designlaster er ikke additiv i f.h.t. usikker-
heden på udvalgte inputparametre. 
 
Usikkerheden i materialernes udmattelsesdata består generelt af naturlig variabi-
litet samt statistisk usikkerhed. Hvad angår stål er den statistiske usikkerhed 
forsvindende, mens den for glasfiber laminater er betydelig. En mulighed for 
reduktion af usikkerheder i levetidsestimater er derfor at etablere et bedre kend-
skab til glasfiberlaminaters udmattelsesegenskaber. 
For såvidt angår usikkerheden i lastgrundlaget stammende fra usikkerheder i 
de aerodynamiske laster er der mulighed for at mindske disse ved dels at opere-
re med et stort antal statistiske frihedsgrader ved fastlæggelsen af DTI, dels ved 
at forbedre metoderne til fastlæggelsen af de aerodynamiske profilkarakteristi-
ka.  
Sammenfattende må det siges at selv gennemførelse af ovennævnte tiltag vil 
efterlade en betydelig usikkerhed i lastgrundlaget forårsaget af den iboende na-
turlige variabilitet i materialernes udmattelsesegenskaber. Med mindre der skif-
tes til nye/andre materialer (med væsentlig reduceret naturlig variabilitet i ud-
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mattelsesegenskaberne) vil et detaljeret kendskab til effekten på usikkerheden i 
levetidsestimater, hidrørende primært fra usikkerheden i materialernes udmat-
telseskarakteristika, være af væsentlig betydning for et optimeret/pålideligt de-
sign. Et sådant detaljeret kendskab bør inkludere en vurdering af den resulteren-
de beregningsmæssige usikkerhed knyttet til bestemmelsen af usikkerhederne 
på levetidsestimaterne. 
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12 Retningslinier for optimeret 
bladdynamik  
– Kenneth Thomsen, Peter Fuglsang, Flemming Rasmussen 
12.1 Indledning 
I forbindelse med en konkret designproces for en specifik vinge er der udført en 
række aktiviteter med relation til optimering af vingens strukturdynamiske 
egenskaber. Samspillet imellem en vinges strukturdynamiske og aerodynamiske 
egenskaber bestemmer i stor udstrækning belastningen på vingen – og møllen –  
igennem de aerodynamiske dæmpningsforhold, og det er formålet at benytte 
den nyeste viden indenfor området til at optimere netop dette samspil.  
samspillet imellem en 
vinges strutur- og aero-
dynamiske egen-skaber 
er vigtigt 
 
 
 
 
 
 
tæt samarbejde med 
vingeproducent om spe-
cifik vinge 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
hvordan ser den idéelle 
modalform ud ? 
 
 
Af konkrete aktiviteter på den specifikke vinge kan nævnes detaljerede struk-
turdynamiske beregninger for en række tværsnit i kombination med forskellige 
bjælkeberegningsmodeller, samt finite-element beregninger af vingen som en 
skalkonstruktion. Disse analyser sigter mod en afklaring af de strukturdynami-
ske egenskabers betydning for det aeroelastiske respons (instabilitet, flutter samt 
generelt lastniveau). Sideløbende med det teoretiske arbejde er planlagt detalje-
rede strukturelle målinger på vingen (modalanalyse) i forbindelse med eksperi-
mentel verifikation af vingens modale egenskaber, såsom egenfrekvenser, struk-
turelle dæmpningsforhold og svingningsformer/-retninger. Arbejdet med den 
specifikke vinge er den primære aktivitet indenfor området og dette foregår i tæt 
samarbejde med en vingeproducent. 
12.2 Stall-inducerede svingninger  
Som et led i ovennævnte er der udført en række mere grundlæggende studier af 
betydningen af en vinges svingningsformer for den aerodynamiske dæmpning. I 
det der normalt kaldes en vinges flapvise svingningsform vil der altid være en 
komponent af i-planet bevægelse og omvendt vil der i det der normalt betegnes 
som vingens kantvise svingningsform  altid være en ud-af-planet bevægelse. 
Tidligere undersøgelser har vist, at den kantvise aerodynamiske dæmpning øges 
ved øget ud-af-planet bevægelse, [12-1]. 
I denne undersøgelse er der fokuseret på disse sekundære komposanter af 
svingningsformerne. I første omgang betragtes de som uafhængige. Det vil sige 
at i-planet bevægelsen i den flapvise svingningsform kan ændres uden hensyn-
tagen til ud-af-planet bevægelsen i den kantvist svingningsform. I praksis kan 
dette være vanskeligt, idet vinklen imellem strukturens hovedsvingningsretnin-
ger som regel er tæt på 90 grader. Uden hensyntagen til disse praktiske forhold 
er det formålet at undersøge, hvordan disse komposanter af svingningsformerne 
skal se ud for at opnå optimale aerodynamiske dæmpningsforhold i både kant- 
og flapvis retning. 
Der er regnet på en 1 MW stallreguleret mølle med en diameter på 52 m. I 
første omgang er følsomheden for dæmpning i den kantvise svingningsform 
undersøgt ved beregninger med henholdsvis mere eller mindre ud-af-planet ind-
hold i forhold til den oprindelige vinges svingningsformer, Figur 12-1. Der er 
regnet i tre ændrede konfigurationer i forhold til referencevingen (ref). Disse tre 
er hhv. ±10% flapvis bevægelse samt en ren i-planet svingning. Dette viser – 
som tidligere undersøgelser – at det er gunstigt for den kantvise dæmpning med 
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... men hvor meget ?  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
det er fordelagtigt for 
kantvis dæmpning med 
mere ud-af-planet be-
vægelse 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
mere ud-af-planet bevægelse. Konfigurationen med ren i-planet bevægelse har 
den dårligste dæmpningskarakteristik, mens +10% mere flapindhold viser den 
højeste dæmpning ved alle vindhastigheder. 
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Figur 12-1 Den kantvise dæmpnings følsomhed over for en ændret svingnings-
form. Øverst er vist svingningsretningen som funktion af radius for fire konfigu-
rationer og nederst er den tilhørende totale dæmpning vist som funktion af 
vindhastigheden. 
Herefter er et større interval af svingningsretningens variation undersøgt. Til 
dette formål er defineret simplificerede svingningsformer, som har en konstant 
svingningsretning som funktion af radius. Denne konstante svingningsretning er 
varieret fra –45° til +45° omkring henholdsvis i-planet og ud-af-planet retnin-
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gerne, Figur 12-2. I denne figur betegner 0 grader en ren i-planet svingning og 
90 grader en ren ud-af-planet svingning. 
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Figur 12-2 Aerodynamisk dæmpning i henholdsvis kantretning (venstre) og 
flapretning (højre). Øverst er vist de simplificerede svingningsformer, i midten 
er vist den resulterende totale dæmpning og nederst er vist dæmpningen som 
funktion af radius ved 19 m/s. 
45° ud-af-planet bevæ-
gelse er optimalt for 
både flap og kant 
 
 
 
 
Dæmpningen i de to svingningsformer udviser en stor variation med vindha-
stigheden. Den optimale kurve i kantvis retning er for svingningsretningen -45 
grader og for flapvis retning omkring +45 grader. Det vil sige, at den optimale 
svingningsretning er sammenfaldende for de to retninger, hvilket ikke er overra-
skende, da undersøgelsen svarer til en optimering af en vinge, der kan bevæge 
sig i en vilkårlig retning. Resultatet er, at den optimale retning i begge tilfælde 
bliver ens. En numerisk optimering af svingningsretningen som funktion af ra-
dius har vist, at der tilsyneladende ikke er store gevinster ved at lade retningen 
variere ud langs vingen. Dette kan også ses i Figur 12-2 nederst, hvor det er 
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den optimale sving-
ningsretning er konstant 
langs vingen 
 
 
 
mølledynamikken kan 
inddrages på en hen-
sigtsmæssig måde 
 
vist, at det er samme svingningsretning, der er optimal hele vejen ud langs vin-
gen. 
I praksis vil det naturligvis være vanskeligt at opnå sammenfaldende sving-
ningsretninger, idet vinklen imellem disse vil være omkring 90 grader. Det an-
ses dog som en mulighed at opnå en lignende effekt ved at designe møllens øv-
rige dynamik på en hensigtsmæssig måde. Frekvensen for flapvise og kantvise 
svingninger vil være forskellig og dette kan udnyttes til kobling med møllens 
andre svingningsformer på en fordelagtig måde. Derved kan der muligvis opnås 
optimale svingningsretninger for den samlede konstruktion ved både flapvise og 
kantvise svingninger. Forskellen imellem en vinge betragtet alene og monteret 
på en mølle fremgår af afsnit 9. 
12.3 Referencer 
[12-1] Petersen, J. T. et al. (1998). Prediction of Dynamic Loads and Induced 
Vibrations in Stall. Risø-R-1045(EN) 
 
 
106  Risø-R-1272(DA) 
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